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1 Einleitung
Die Entwicklung zukunftsfähiger Hochleistungsprodukte der Verkehrstechnik sowie des
Maschinen- und Anlagenbaus erfordert einen effizienten und nachhaltigen Materialeinsatz.
Die optimale Ausnutzung vorhandener Leichtbaupotentiale für technische Strukturen setzt
das vertiefte Verständnis des werkstoffmechanischen Verhaltens bei mechanischen, thermi-
schen sowie medialen Belastungen zwingend voraus. Vor dem Hintergrund der heute viel-
fach üblichen virtuellen Strukturauslegung insbesondere für statisch, zyklisch und hochdy-
namisch belastete Bauteile aus sowohl konventionellen Konstruktionswerkstoffen als auch
aus neuartigen Mehrkomponentenwerkstoffen sind zudem realistische praxisgerechte Werk-
stoffmodelle unabdingbar.
Der Leichtbaugrad optimierter Strukturbauteile aus klassischen Werkstoffen lässt sich infol-
ge der bereits weit entwickelten Werkstoffmodelle nur noch in kleinen Schritten verbessern.
Größere Entwicklungssprünge sind gegenwärtig vor allem durch den Einsatz neuer Werk-
stoffklassen, wie etwa faserverstärkter Kunststoffe, zu erwarten. Textile Verstärkungsstruk-
turen werden dabei aufgrund der hohen Variabilität der Fadenablage, dem erreichbaren ho-
hen Automatisierungsgrad und der guten mechanischen Kennwerte bevorzugt eingesetzt.
Eine besondere Rolle spielen hier 3D-Textilverstärkungen mit gestreckter Fadenanordnung
etwa in Form von 3D-Geweben, Mehrlagengestricken und -gewirken. Sie bieten neben her-
vorragenden Steifigkeiten und Festigkeiten durch den in Dickenrichtung angeordneten und
den Fadenverbund sichernden Maschenfaden einen hohen Widerstand gegen Delaminatio-
nen sowie eine gute Drapierbarkeit.
Während der Kenntnisstand zum werkstoffmechanischen Verhalten der textilverstärkten
Kunststoffe bei quasistatischer Belastung in den letzten Jahren stark verbessert wurde, lie-
gen zum Ermüdungsverhalten und dessen Modellierung bislang nur wenig wissenschaftlich
fundierte Erfahrungen vor. Bisher stützt sich die Auslegung hinsichtlich zyklischer Belas-
tungen vor allem auf pragmatische Ansätze und einen hohen experimentellen Aufwand. All-
gemeine pauschale Lebensdauermodelle, wie sie gegenwärtig in Finite-Elemente-Methode-
(FEM-)Software implementiert sind, können Werkstoffdegradation und Spannungsumlage-
rungen nur unzureichend abbilden, so dass die Lebensdauervorhersage und die Optimierung
3D-textilverstärkter Kunststoffverbunde äußerst schwierig sind. Daher werden textilver-
stärkte Kunststoffbauteile in der Anwendung meist nur bis zur Ausbildung erster Risse
als betriebssicher eingestuft. Experimentelle Untersuchungen haben jedoch gezeigt, dass
abhängig vom Schichtaufbau selbst großflächig rissbehaftete Bauteile eine große Tragre-
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serve bieten können. Auch erste grundlegende Modellansätze aus der Literatur lassen auf
ein erhebliches Verbesserungspotential der herkömmlichen Auslegungsmethoden durch die
Anwendung neuer, physikalisch basierter Degradationsmodelle schließen.
Die vorliegende Arbeit fokussiert daher auf die physikalisch begründete Modellierung des
Schädigungs- und Versagensverhaltens von textilverstärkten Mehrschichtverbunden bei zy-
klischer mechanischer Belastung als Grundlage für einen realistischen Lebensdauernachweis
von Leichtbaustrukturen in Faserverbundbauweise. Am Beispiel Glasfaser-Mehrlagenge-
strick-verstärkter(GF-MLG) Kunststoffe wird das Schädigungsverhalten mit Hilfe phäno-
menologischer Methoden analysiert, ein schichtbezogenes Degradationsmodell auf Basis der
Kontinuums-Schädigungsmechanik erarbeitet und programmtechnisch umgesetzt. Beson-
deres Augenmerk liegt dabei auf der schichtweisen und richtungsabhängigen Beschreibung
der Schädigung, um der großen Gestaltungsvielfalt des Strukturaufbaus textilverstärkter
Kunststoffe Rechnung zu tragen und eine gute Übertragbarkeit auf andere Textilverbund-
werkstoffe zu gewährleisten.
1.1 Zielstellung und Vorgehensweise
Zuverlässige Berechnungsmethoden für zyklisch belastete Textilverbundstrukturen setzen
voraus, dass die Initiierung von Schäden und die Schädigungsevolution realistisch abgebil-
det werden. Insbesondere die Auswirkung der Schädigung auf die mechanischen Eigenschaf-
ten, wie etwa die Reststeifigkeit und -festigkeit, müssen korrekt wiedergegeben werden. In
Erweiterung der bruchmodebezogenen Betrachtungsweise des Schädigungsverhaltens tex-
tilverstärkter Kunststoffe bei statischer Belastung wird in dieser Arbeit das Degradati-
onsverhalten von 3D-textilverstärkten Kunststoffen bei zyklischer Belastung am Beispiel
mehrlagengestrickverstärkter Kunststoffe mit Hilfe umfangreicher schwellender einachsi-
ger und phasengleicher mehrachsiger Zug/Druck-Torsions-Versuche untersucht und mit
physikalisch begründeten Versagenskriterien sowie modebezogenen lastspielzahlabhängi-
gen Schädigungsevolutionsgleichungen auf der Schichtebene modelliert. Dazu werden die
mehrlagengestrickverstärkten Kunststoffe gedanklich in idealisierte unidirektionale(i-UD)
Basisschichten entflochten und die makroskopisch messbaren Kennwertverläufe auf das
Schädigungsverhalten der Basisschichten zurückgeführt. Aufgrund der komplexen Faser-
architektur sind ungewohnte Versagensphänomene, wie etwa intra-textile Delaminationen
und diffuse Schädigungen, im Bereich der z-Fadenverstärkung zu erwarten und geeignet zu
berücksichtigen.
Nach einer kurzen Einführung zur Lebensdaueranalyse faserverstärkter Kunststoffverbunde
in Kapitel 2 werden in Kapitel 3 die Schädigungsphänomenologie und das Degradationsver-
halten textilverstärkter Kunststoffe am Beispiel Mehrlagengestrick-verstärkten Epoxidhar-
zes bei – den Bruchtypen Schubbruch (SB), Zugbruch (ZB) und Druckbruch (DB) gezielt
zugeordneter – schwellender zyklischer Belastung analysiert. Dazu werden textilverstärkte
Rohrprobekörper in zunächst einachsigen schwingenden Zug-, Druck- und Torsionsversu-
chen belastet. Die Schädigungsphänomenologie der 3D-textilverstärkten Kunststoffe wird
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auf der Grundlage einer bruchmodebezogenen Rissdichteanalyse mit Hilfe zerstörender und
zerstörungsfreier Prüfmethoden untersucht. Durch den Vergleich der experimentell ermit-
telten Schädigungsentwicklung mit dem makroskopisch messbaren Abfall der Steifigkeit
und der Festigkeit wird eine Korrelation zwischen den beobachteten Bruchphänomenen
und der Kennwertdegradation herausgearbeitet. Besonderes Augenmerk gilt den experi-
mentellen Untersuchungen zum Einfluss der Mehrachsigkeit der Beanspruchung. Zu diesem
Zweck werden die Ergebnisse mehrachsiger zyklischer Zug-Torsions- bzw. Druck-Torsions-
Schwingversuche für die Beschreibung der gekoppelten Wirkung der Schädigung auf die
Steifigkeit und die Festigkeit herangezogen.
Auf Basis der ermittelten Schädigungsevolution wird ein kontinuumsmechanisches Schädi-
gungsmodell für GF-MLG-Verbunde bei zyklischer Belastung entwickelt. Zur Parameteri-
dentifikation wird die während des Versuches ermittelte Steifigkeitsdegradation mit den
visuell inspizierbaren Schädigungsphänomenen durch eine Foto- und Videoanalyse ver-
knüpft. Dadurch ist es möglich, die den Steifigkeitsabfall verursachenden Schädigungen
zu identifizieren und deren Einfluss auf die Steifigkeit zu quantifizieren. Für die Ermitt-
lung der Schädigungsevolution wird ein inkrementeller Berechnungsablauf angestrebt. Die-
se Zyklus-für-Zyklus-Methodik ermöglicht es, die schichtweise Werkstoffdegradation bis hin
zum Totalversagen zu simulieren. So können etwa Wöhlerkurven für verschiedene Schicht-
aufbauten inklusive der zu erwartenden Spannungsumlagerung von geschädigten zu last-
tragenden Schichten sowie der treibende Versagensmodus vorausberechnet werden. Die
Optimierung des Mehrschichtverbundes hinsichtlich der Lebensdauer bei zyklischer Belas-
tung wird damit möglich. Die Verifikation des Berechnungsmodells erfolgt durch den Ver-
gleich der Berechnungsergebnisse hinsichtlich der Restfestigkeit und der Schwingfestigkeit
auf ausgewählten Lastpfaden mit den Ergebnissen weiterführender ein- und mehrachsiger
zyklischer Zug/Druck-Torsionsversuche.
Die praktische Anwendung des erarbeiteten Lebensdauermodells erfolgt unter anderem
am Beispiel des im Rahmen des Schwerpunktprogrammes SPP 1123 erarbeiteten GF-
MLG-verstärkten Schüttgutbechers für Anwendungen der Kunststoffindustrie gemäß Ab-
bildung 1.1. Zugehörige Becherwerke zur Förderung von Schüttgut über eine große Spann-
weite, wie zum Beispiel Schiffsentlader, erfordern zur Material- und Energieersparnis einen
hohen Leichtbaugrad. Der Einsatz von textilverstärkten Kunststoffbechern als Ersatz für
Stahlschweißkonstruktionen lässt eine Erhöhung der Energieeffizienz und der Funktionsin-
tegration etwa hinsichtlich des vibroakustischen Verhaltens erwarten.
Neben allfälligen Impactbelastungen durch das Schüttgut ist der Schüttgutbecher vor allem
zyklischen Belastungen durch die Beladungs- und Entladungsvorgänge ausgesetzt [34]. Mit
Hilfe des in dieser Arbeit präsentierten Schädigungsmodells für GF-MLG-verstärkte Ver-
bundwerkstoffe sollen die im Betrieb zu erwartenden Werkstoffschädigungen, die resultie-
rende Spannungsumlagerung von geschädigten zu ungeschädigten Schichten des Verbundes
sowie die Lebensdauer bei gegebener Belastungsamplitude berechnet werden.
Die Übertragbarkeit des entwickelten Schädigungsmodells auf andere textilverstärk-
te Verbundwerkstoffe wird anhand einer zyklisch belasteteten kohlenstofffaserverstärkten
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Abbildung 1.1: Konventioneller Schüttgutbecher als Schweißkonstruktion und neuartiger
3D-textilverstärkter Schüttgutbecher
Zugstrebe demonstriert, welche im Rahmen des vom BMBF geförderten Verbundvorhabens
SIMOTEX als Demonstratorbauteil ausgewählt wurde. Im Rahmen einer Schwingfestig-
keitsanalyse werden das Degradationsverhalten und die Schwingfestigkeit bei zyklischer
Belastung simuliert sowie die Praxistauglichkeit des entwickelten Lebensdauermodells
demonstriert.
Als ein wesentliches Ergebnis dieser Arbeit wird dem Berechnungsingenieur ein wichtiges
Werkzeug zur Simulation der Werkstoffdegradation textilverstärkter Kunststoffverbunde
bei zyklischer Belastung zur Verfügung gestellt.
1.2 Literaturübersicht
Die Charakterisierung und Modellierung des Deformations- und Versagensverhaltens von
faserverstärkten Kunststoffen ist aufgrund des heterogenen Werkstoffaufbaus deutlich auf-
wändiger als bei herkömmlichen monolithischen Konstruktionswerkstoffen [22,40,45,62,63,
70].
Für den Fall statischer Belastung wurden vor allem für klassische Kunststoffverbunde so-
wohl zur Herleitung der elastizitätstheoretischen Grundlagen als auch zur Entwicklung
von Versagens- und Schädigungsmodellen für die Beschreibung des Erstschichtversagens
bzw. des sukzessiven Degradationsverhaltens eine Vielzahl von Arbeiten publiziert (siehe
etwa [6, 8, 22, 40, 42, 61]). Es zeigt sich, dass bei der Beschreibung des Werkstoffverhal-
tens zwischen faserverstärkten Einzelschichten, Mehrschichtverbunden und textilverstärk-
ten Verbunden zu unterscheiden ist. Das Spannungs-Dehnungs-Verhalten einer unidirek-
tional faserverstärkten Einzelschicht mit duroplastischer Matrix im Zugversuch ist sowohl
in Faserrichtung als auch in Querfaserrichtung durch weitgehend sprödes Materialverhal-
ten gekennzeichnet. Die Schädigungsphänomene lassen sich Bruchmoden, wie etwa Faser-
bruch (FB) und Zwischenfaserbruch (ZFB), zuordnen. Dabei führt bereits eine geringe
Schädigung zum Totalversagen der Einzelschicht [9, 61]. Bei mehrschichtigen multiaxialen
Verbunden werden dagegen Risse einer geschädigten Schicht mit Erreichen der Nachbar-
schicht umgeleitet bzw. gestoppt. Trotz des vorwiegend spröden Bruchverhaltens auf der
Mikro- und der Mesoebene kann sich durch die Vielfachrissbildung bei mehrschichtigen
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Verbundwerkstoffen makroskopisch ein pseudoplastisches Materialverhalten ausbilden. Für
die rechnerische Beschreibung des Werkstoffverhaltens unter ein- und mehrachsiger quasi-
statischer Beanspruchung sowohl von Einzelschichten als auch von Mehrschichtverbunden
sind geeignete Modelle und Berechnungsverfahren verfügbar [9, 31, 45, 62, 77]. Bei Kunst-
stoffverbunden mit textiler Verstärkungsarchitektur vervielfacht sich der Rissstoppereffekt
weiterhin durch die Faserondulation und den Einfluss von Näh-, Strick- oder Wirkfäden.
Die Schädigungsphänomenologie ist insbesondere bei Verstärkungen mit starker Faseron-
dulation zu einem Großteil durch diffuse Schäden, also solche, die nicht mit vertretbarem
experimentellen Aufwand zu quantifizieren sind, geprägt [6]. Durch die gezielte Beobach-
tung und Messung der Schädigungsphänomene im Versuch und durch Abgleich mit den ma-
kroskopischen Kennwertverläufen ist die schichtbezogene Modellierung ausgewählter tex-
tilverstärkter Kunststoffe bei statischen Belastungen über den elastischen Bereich hinaus
möglich [42, 45]. Hierbei wird in neueren Arbeiten das elastische sowie pseudoplastische
Materialverhalten textilverstärkter Kunststoffe unter Verwendung physikalisch begründe-
ter Versagenskriterien, etwa nach Hashin/Puck, sowie skalenübergreifender schädigungs-
mechanischer Ansätze, etwa nach [6,42,45], bei quasistatischen Beanspruchungszuständen
modelliert und wirklichkeitsnah vorhergesagt.
Im Vergleich dazu ist die wissenschaftliche Durchdringung des Schädigungsverhaltens faser-
und textilverstärkter Kunststoffe infolge zyklische Belastungen noch nicht so weit fortge-
schritten. Für unidirektional verstärkte Einzelschichten im Zugschwell- und Druckschwell-
versuch wurde ein weitgehend sprödes Versagensverhalten mit abfallender Wöhlerlinie und
relativ großer Streuung der Schwingfestigkeit festgestellt. Überlagerte Schubspannungen
haben dabei einen großen Einfluss auf die Lebensdauer [14,17,24,26,29,30,33,37,43,59,74].
Bei Mehrschichtverbunden kommt es – wie bei statischer Belastung – zu Rissumleitungs-
effekten und dadurch zu einem pseudoplastischen Materialverhalten [38,70,81,82].
Zu Beginn der zyklischen Belastung bilden sich bei mehrschichtigen UD-Laminaten im
Verlauf der Lastgeschichte wachsende Matrixquerrisse (vgl. Abbildung 1.2) in senkrecht
zur Belastungsrichtung liegenden Faserschichten aus. Sie sind gekennzeichnet durch In-
terfaceversagen zwischen Faser und Matrix sowie Risswachstum in der Matrix. Durch die
wiederholten Belastungen wachsen die Risse bis zu angrenzenden Schichten und es kann
zum Stoppen der Risse oder zur Rissumleitung und zum weiteren Wachstum in Form
von Delaminationen kommen. Die Schädigungsphänomene sind jedoch ausgeprägter als
bei vergleichbarer statischer Belastung. Insbesondere die Ausbildung und das Wachstum
von Delaminationen ist charakteristisch für das Ermüdungsverhalten mehrschichtiger UD-
Laminate. Durch die Vielfachrissbildung kommt es zu einem ausgeprägten Steifigkeitsabfall
in Belastungsrichtung des Laminates. Reifsnider teilt den Verlauf der degradierenden
Steifigkeit über der Lastspielzahl einer mit einer konstanten Kraftamplitude belasteten Fa-
serverbundprobe in drei charakteristische Bereiche. Nach einem anfangs degressiven Stei-
figkeitsverlauf bis etwa 10 % der Probenlebensdauer tritt ein linearer Verlauf bis etwa 80 %
und abschließend ein progressiver Schädigungsverlauf bis zum Bruch ein [81]. Die Viel-
fachrissbildung in unterschiedlichen Bruchmoden und der damit verbundene Steifigkeits-
verlust führt zur Spannungsumlagerung von geschädigten zu ungeschädigten Schichten.
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Zusätzlich ist die Degradation der richtungsabhängigen Steifigkeitskenngrößen über die zu-
grundeliegenden Schädigungsphänomene gekoppelt. So kommt es zum Beispiel durch die
Ausbildung von Querrissen in zugschwellbelasteten [0/90]-Laminaten neben einem Steifig-
keitsabfall in Zugrichtung auch zur Degradation der Schubsteifigkeit [84]. Wharmby ar-
beitet dazu mit Hilfe einer schadenstypbezogenen Rissdichteanalyse den unterschiedlichen
Einfluss verschiedener Schädigungsphänomene auf das Steifigkeitsverhalten des verstärkten
Werkstoffs heraus [92]. Analog zum unterschiedlichen Schädigungsverhalten bei statischen
Belastungen zeigen Verbunde auf Basis textiler Verstärkungmaterialien mit Faserondu-
lation bei zyklischer Belastung ein ausgeprägteres Schädigungsverhalten mit komplexen
Schädigungsmechanismen und einem höheren Anteil an diffuser Schädigung als Verbunde
aus unidirektionalen Einzelschichten [19,46,70].
Abbildung 1.2: Schädigungsausbildung in homogenen Werkstoffen und in Faserverbund-
werkstoffen (schematische Gegenüberstellung) [46]
Das Schwingfestigkeitsverhalten UD-verstärkter Einzelschichten bei phasengleicher mehr-
achsiger Belastung lässt sich mit Hilfe erweiterter physikalisch begründeter Versagens-
kriterien berechnen [22, 28, 29, 49, 56]. Dabei werden fünf Bruchmoden identifiziert, zwei
für den Faserbruch, und drei für den Zwischenfaserbruch. Die bruchmodebezogene Be-
trachtungsweise des Schädigungsverhaltens mehrschichtiger Verbundwerkstoffe wird jedoch
gegenwärtig nicht für zyklische Belastungen angewendet. Vielmehr stützt sich eine Le-
bensdaueranalyse zumeist auf pauschale Schadensakkumulationsmethoden, etwa nach Mi-
ner [16,43,59,60,68,89,93].
Insgesamt lassen sich in Anlehnung an Gamstedt drei grundlegende Modelltypen der
Lebensdauer- und Schädigungsanalyse für faserverstärkte Kunststoffe herausarbeiten [21]:
• Pauschale Schadensakkumulationsmethoden,
• Modellierung auf Basis des Steifigkeitsabfalles bzw. der Restfestigkeit,
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• Progressive Schädigungsmodelle mit Modellierung der experimentell ermittelten
Schädigungsmechanismen und deren Evolution.
Bei pauschalen Schadensakkumulationsmethoden, wie sie von klassischen Konstruktions-
werkstoffen her bekannt sind, werden die schädigenden Anteile eines gemessenen und klas-
sierten Belastungszyklusses, gewichtet nach ihrem Abstand zur Probenlebensdauer im Ein-
stufenversuch, aufsummiert [60,80,89]. Darauf aufbauend wird ein Schwingfestigkeitsnach-
weis für faserverstärkte Kunststoffe nach der VDI 2014 mit Hilfe der Versagenswöhlerlinie
mit standardisierten Wöhlerexponenten gemäß den anerkannten Richtlinien [47] erstellt. Im
Fall mittelspannungsbehafteter Beanspruchungszustände mit variablen Amplituden werden
der Mittelspannungseinfluss nach Goodman sowie die Anwendung der klassischen Miner-
regel empfohlen. Aufgrund des weitgehend unbekannten Degradationsverhaltens faserver-
stärkter Kunststoffe wird die zulässige Schadenssumme mit einem hohen Sicherheitsfaktor
angesetzt. Im Bereich der Betriebsfestigkeit haben diese Modelle ihre Berechtigung, da die-
ser Modelltyp sehr leicht zugänglich und durch die Anwendung eines Haigh-Diagrammes die
Erfassung des Mittelspannungseinflusses sowie beliebiger Spannungsamplituden möglich
sind [44, 48]. Nachteilig ist der notwendige hohe Prüfaufwand zur Bestimmung der Haigh-
Diagramme. Aufgrund der für die Klasse der Faserverbundwerkstoffe typischen Anisotro-
pie und der Sensitivität des Schwingfestigkeitsverhaltens hinsichtlich überlagerter Span-
nungszustände ergibt sich darüber hinaus die Notwendigkeit zur Bestimmung einer großen
Anzahl von Wöhler-Diagrammen für unterschiedliche Verbundaufbauten. Aufgrund der
Vielzahl von Entwurfsvariablen, wie etwa Faser-Matrix-Kombination, Schichtaufbau und
Verstärkungsart, und des daraus resultierenden hohen Prüfaufwandes sind die makrosko-
pischen Modelle nur bei Verwendung von klassischen Laminatfamilien sinnvoll. Durch die
makroskopische Betrachtungsweise ist eine Optimierung des Schichtaufbaus nicht mög-
lich. Darüber hinaus sind keine weiteren physikalisch begründeten Aussagen bezüglich der
auftretenden Schädigungsphänomene sowie des Verhaltens der Reststeifigkeit und Restfes-
tigkeit möglich.
Die phänomenologischen Reststeifigkeits- und Restfestigkeitsmodelle beruhen auf der Be-
schreibung des experimentell ermittelten Degradationsverhaltens der Elastizitätsmoduln
und der Festigkeiten mit Hilfe angepasster Degradationsgleichungen. Die bekanntesten Ver-
treter sind das
”
wear out model“ und das“sudden death model“ für Werkstoffe mit frühzeitig
degradierender Steifigkeit bzw. für plötzlichen Steifigkeitsabfall am Ende der Lebensdau-
er [41, 57, 66, 73, 88]. So modelliert Shokrieh etwa die Werkstoffdegradation von kohlen-
stofffaserverstärkten UD-Mehrschichtverbunden auf Basis des Steifigkeitsabfalles der Ein-
zelschichten. Unter Verwendung der Versagenskriterien nach Hashin wird die Lebensdauer
des Mehrschichtverbundes mit Hilfe einer abnehmenden Restfestigkeit und unabhängig da-
von mit Hilfe der durch innere Lastumlagerungsvorgänge steigenden Spannungsamplitude
berechnet (vergleiche hierzu auch Kapitel 2.3.2). Die so ermittelten Degradationsparameter
repräsentieren in der Regel nicht die der Kennwertdegradation zugrunde liegenden Schädi-
gungsphänomene, sondern stellen vielmehr Modellparameter ohne physikalische Basis dar.
Weiterhin fehlt den Reststeifigkeitsmodellen ein inhärentes Versagenskriterium. Stattdes-
sen werden maximale Verzerrungen oder ein zulässiger Steifigkeitsabfall definiert. Im Fall
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der Restfestigkeitsmodelle ist eine Versagensbedingung durch die Übereinstimmung der
degradierenden Verbundfestigkeit mit dem aktuellen Beanspruchungszustand gegeben.
Die Gruppe der progressiven Schädigungsmodelle basiert auf der Modellierung des Schädi-
gungsverhaltens durch die Abbildung der experimentell nachweisbaren Schädigungsmecha-
nismen wie etwa Matrix- und Faserrissen, Interfaceversagen oder Delaminationen. Durch
die skalenübergreifende Modellierung von Schadensinitiierung und Schadensevolution ist
es möglich, die auf der Mikro- bzw. Mesoebene nachweisbare diffuse und diskrete Schädi-
gungsentwicklung sowie das makroskopische Degradationsverhalten realistisch nachzubil-
den. In neueren Arbeiten werden erste skalenübergreifende schädigungsmechanische An-
sätze erfolgreich zur Beschreibung des Degradationsverhaltens klassischer unidirektionaler
und gewebeverstärkter Kunststoffe angewendet [3, 77, 91]. Die Materialanstrengung und
das Versagen werden dazu durch das pauschale Versagenskriterium nach Tsai/Wu be-
rechnet [43,83]. Aufgrund der Komplexität der Faserstruktur textilverstärkter Kunststoffe
erfolgt die Lebensdaueranalyse zunächst noch auf makroskopischer Ebene. Der Übergang
zu einer mesoskopischen bruchmodebezogenen Betrachtungsweise des Degradationsverhal-
tens textilverstärkter Kunststoffe, wie sie bei statischer Belastung erfolgreich angewen-
det wird, ist aber auch für zyklisch beanspruchte Textilverbunde vielversprechend. Die
Entwicklung zuverlässiger Versagens- und Schädigungsmodelle für textilverstärkte Kunst-
stoffe steht jedoch noch weitgehend aus. Dies ist einerseits durch die bei realitätsnahen
Betriebsbelastungen gegebene Komplexität der Beanspruchungs-Zeit-Funktion und ande-
rerseits durch die heterogene Struktur der meist mehrlagig geschichteten textilverstärkten
Kunststoffverbunde begründet.
Die den progressiven Schädigungsmodellen eigene Beschreibung der Initiierung und Evolu-
tion der beobachteten Schädigungsmechanismen langfaserverstärkter Kunststoffe, wie etwa
Zwischenfaserbruch, Delamination und Faserbruch, auf der Mesoebene ist grundlegend für
die realitätsnahe Modellierung des makroskopischen Materialverhaltens [1,2,6,10,69]. Erste
Ansätze der Beschreibung des Schädigungsverhaltens faserverstärkter Kunststoffe bei zykli-
scher Belastung sind insbesondere durch die Arbeiten von Talreja und in jüngster Vergan-
genheit von Paepegem und Degrieck sowie Gude gegeben [11,22,51,52,55,64,78,79,82].
Paepegem et al. beschreibt etwa das Schädigungsverhalten eines gewebeverstärken Krag-
balkens bei Biegebelastung mit Hilfe von Schädigungsevolutionsgleichungen als additive
Terme der Schadensinitiierung und des progressiven Schädigungszuwachses. Die Evoluti-
onsgleichungen werden dabei in Abhängigkeit von der Werkstoffanstrengung mittels des
pauschalen Versagenskriteriums nach Tsai/Wu formuliert. Durch den Einsatz physika-
lisch begründeter Versagenskriterien, etwa nach Hashin/Puck, Cuntze oder Juhasz
ist eine realistischere Berechnung der Werkstoffanstrengung, vor allem unter mehrachsigen
Beanspruchungszuständen, zu erwarten. Gude weist dazu erstmals nach, dass das bruch-
modebezogene Versagenskriterium nach Hashin/Puck mit Einschränkungen direkt auf
zyklische Belastungen erweiterbar ist [22,25,29].
Die Identifikation der Werkstoff- und Modellparameter erfolgt im Allgemeinen auf Basis
umfangreicher experimenteller Untersuchungen. Zur experimentellen Charakterisierung der
Schwingfestigkeit und des Degradationsverhaltens faserverstärkter Kunststoffe werden in
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der Regel einachsige Zug-, Wechsel- und Druckschwingversuche an faserverstärkten Strei-
fenproben empfohlen [5, 12, 18, 32, 50, 60, 70–72, 81, 90]. Dabei zeigt die Schwingfestigkeit
bei faserverstärkten Kunststoffen vor allem, bedingt durch die fertigungsbedingten Abwei-
chungen vom idealen Faserverbundwerkstoff, eine hohe Kennwertstreuung. Besonders bei
zyklischen matrixdominierten Verformungszuständen ist darüber hinaus mit einer Proben-
erwärmung infolge zunehmender Schädigung zu rechnen. Durch die Regelung der Prüffre-
quenz kann jedoch eine gleichbleibende Prüfkörpertemperatur gewährleistet werden.
Die Degradationsanalyse des in-plane-Schubmoduls wird unter Vernachlässigung des über-
lagerten Zugspannungszustandes anhand von zyklischen Zugversuchen mit ± 45°-Probe-
körpern durchgeführt. Mehrachsige Spannungszustände werden zumeist durch die Untersu-
chung von off-axis Streifenproben induziert. Die Schädigungsinitiierung geht bei derartigen
Probekörpern vor allem vom Probekörperrand aus, so dass von einem ausgeprägten Ein-
fluss der Probekörperbreite und der Verarbeitungsqualität ausgegangen werden muss. Für
die Untersuchung beliebiger ebener ein- und mehrachsiger Spannungszustände werden wei-
terhin Rohrprobekörper unter kombinierter Zug/Druck-Torsionsbelastung empfohlen. Bei
Verwendung dünnwandiger Rohrprobekörper ausreichender Länge sind homogene einachsi-
ge und mehrachsige Spannungszustände erreichbar bei gleichzeitiger Minimierung des Ein-
flusses von Probekörperrändern. Für alle Beanspruchungszustände können der identische
Probekörpertyp verwendet und somit Einflüsse unterschiedlicher Probenformen oder des zu
prüfenden Werkstoffvolumens minimiert werden. Darüber hinaus wird aufgrund des hohen
Flächenträgheitsmomentes von Rohrproben ein Stabilitätsversagen unter Druckbelastung
verzögert [15,23,29,36,67,69].
Die Schädigungsevolution bei statischen und zyklischen Beanspruchungszuständen lässt
sich im Fall von transparenten Probekörpern, wie etwa glasfaserverstärkten Duromeren,
mit Hilfe der in-situ-Durchlichtmikroskopie beobachten und durch Rissdichtemessungen
quantifizieren [18,20]. Im Fall kohlenstofffaserverstärkter Kunststoffe wird zur Analyse des
Schädigungszustandes neben der Schallemissionsmethode und der Röntgenrefraktionstopo-
grafie auch die hochauflösende Computertomografie empfohlen [35,85].
Allgemeingültige Aussagen zum Ermüdungsverhalten faserverstärkter Kunststoffe lassen
sich aus den publizierten Versuchsergebnissen nur in wenigen Fällen machen. Es ist fest-
zustellen, dass glasfaserverstärkte Mehrschichtverbunde bereits zu einem frühen Zeitpunkt
ihrer Lebensdauer einen signifikanten Steifigkeitsabfall in Belastungsrichtung infolge von
Werkstoffschädigung aufweisen. Bei kohlenstofffaserverstärkten Kunststoffen ist dagegen
bis zum Ende der Lebensdauer nur ein geringer Abfall der Steifigkeit zu erwarten [46].
Der Steifigkeitsabfall mehrlagiger bzw. textilverstärkter Kunststoffverbunde folgt im All-
gemeinen einem dreistufigen Verlauf mit einem degressiven Steifigkeitsabfall zu Beginn,
einem nahezu linearen Steifigkeitsabfall bis etwa 80 % der Lebensdauer und einem progres-
siven Abfall gegen Ende der Lebensdauer. Des Weiteren weisen faserverstärkte Kunststoffe
gegenüber herkömmlichen Konstruktionswerkstoffen wie etwa Stahl oder Aluminium in
Faserrichtung überlegene Ermüdungseigenschaften auf. Dagegen ist das Verhalten bei Be-
anspruchungen quer zur Faserrichtung und Schubbeanspruchungen kritisch zu bewerten.
Aus den Analogiebetrachtungen zwischen dem Schädigungsverhalten von FKV bei qua-
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sistatischer und zyklischer Belastung lässt sich schließen, dass die Erfahrungen aus der
Untersuchung textilverstärkter Kunststoffe bei statischer Belastung für die Analyse und
Modellierung bei zyklischer Belastung unter Beachtung einiger spezifischer Einflüsse, wie
etwa dem Mittelspannungseinfluss, berücksichtigt werden müssen.
Bei der Entwicklung physikalisch begründeter Schädigungsmodelle für textilverstärkte
Kunststoffe bei zyklischer Beanspruchung müssen die Einflüsse komplexer Belastungsfunk-
tionen, der textilen Preformbildung und der experimentell nachweisbaren Schädigungs-
evolution beachtet werden. Zukünftig wird es notwendig sein, die schädigende Wirkung
komplexer zyklischer Beanspruchungen auf textilfaserverstärkte Kunststoffe realistisch
vorauszuberechnen, um die Werkstoffausnutzung weiter zu steigern. Dazu wird in die-
ser Arbeit die Schädigungsphänomenologie bei einstufiger frequenz- und phasengleicher
mehrachsiger Belastung anhand umfangreicher experimenteller Untersuchungen beschrie-
ben und ein physikalisch begründetes Berechnungsmodell für das Schädigungsverhalten
GF-MLG-verstärkter Kunststoffe erarbeitet.
2 Vorüberlegungen zur
werkstoffgerechten
Lebensdaueranalyse von
textilverstärkten Kunststoffen
Für die Lebensdauermodellbildung und die Planung von Verifikationsversuchen ist die ge-
naue Kenntnis der relevanten Belastungsfunktionen von großer Bedeutung. In Abhängig-
keit hiervon sind die wesentlichen Kenngrößen des beanspruchungsspezifischen Degradati-
onsverhaltens herauszuarbeiten. Im Unterschied zu klassischen Konstruktionswerkstoffen
wie etwa Stahl oder Aluminium kommt es mitunter bei zyklisch belasteten faserverstärk-
ten Kunststoffen zu einem signifikanten Steifigkeitsabfall infolge von Rissinitiierungs- und
Risswachstumseffekten. Darüber hinaus wirken sich die meso- und makromechanischen De-
fekte auch auf die Festigkeit und das Dämpfungsverhalten von Faser-Kunststoff-Verbunden
(FKV) aus.
2.1 Begriffsdefinition zu zyklischen ein- und
mehrachsigen Belastungen
Zyklische Belastungen als Gegenstand der Schwingfestigkeitsanalyse sind periodisch wie-
derkehrende Belastungen mit gleichen Amplituden bzw. unterschiedlichen Amplituden. Bei
der Betriebsfestigkeitsanalyse stehen im Unterschied dazu stochastische Belastungen im
Vordergrund.
Die auf der Werkstoffebene hervorgerufenen zyklischen Beanspruchungs-Zeit-Verläufe las-
sen sich durch Beanspruchungsamplituden, -mittelspannungen und Frequenzen charakte-
risieren und können etwa mit Hilfe grundlegender Zeitverläufe wie Sinus-, Dreieck- oder
Rechteckfunktionen beschrieben werden. Im Rahmen der Schwingfestigkeitsanalyse die-
nen Einstufenversuche mit sinusförmiger Beanspruchungs-Zeit-Funktion als Basisversuche.
Sie sind jeweils durch eine einzige Amplitude, Mittelspannung und Frequenz bereits voll-
ständig definiert. Zur Beschreibung eines Einstufenversuches mit einachsiger Zug-, Druck-
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oder Schubbelastung wird der zeitlich veränderliche Spannungszustand durch die wirken-
de Spannungsamplitude σa oder τa
1 gemäß Abbildung 2.1 und dem Spannungsverhältnis
R zwischen Unter- und Oberspannung (σu und σo) bzw. zwischen τo und τu nach Glei-
chung (2.1) angegeben. In den Bereichen von 0 ≤ R < 1 sowie 1 < R < ∞ liegt eine
schwellende Beanspruchung vor, bei der es nicht zum Wechsel des Vorzeichens der Bean-
spruchung und damit des zugeordneten Versagensmodus innerhalb eines Lastspieles (LS)
kommt. Dahingegen tritt bei negativen Spannungsverhältnissen ein Wechsel der zugeord-
neten Bruchmoden innerhalb eines Schwingspieles auf.
R =
σu
σo
bzw. R =
τu
τo
(2.1)
Abbildung 2.1: Kenngrößen des Einstufenversuches
Neben Einstufenversuchen mit einachsiger Belastung sind vor allem bei Faser-Kunststoff-
Verbunden (FKV) Versuche mit phasengleicher2 Zug-Schub- und Druck-Schub-Belastung
von großer Bedeutung. Bei diesen zyklischen überlagerten Belastungen wird zusätzlich das
Mehrachsigkeitsverhältnis κ = σ/τ eingeführt.
2.2 Experimentelle Schädigungsanalyse
2.2.1 Schwingfestigkeitsverhalten von Leichtbauwerkstoffen
Zur Bestimmung der Schwingfestigkeit faserverstärkter Kunststoffe werden Einstufenver-
suche bis zum Probekörperversagen oder einer vorher definierten Grenzlastspielzahl, hier
1 · 106 Lastspiele, durchgeführt. Die Darstellung der Werte der Beanspruchungsamplitude
über der Bruchlastspielzahl N führt im halb logarithmischen bzw. doppelt logarithmischen
Diagramm zum Wöhler-Diagramm3 (siehe Abbildung 2.2). Das Wöhler-Diagramm gibt
1Im Unterschied dazu ist die Spannweite als doppelte Amplitude definiert.
2Phasengleichheit bezeichnet hier das gleichzeitige Auftreten der höchsten Normal- und Schubbean-
spruchung im Schwingspiel.
3im angelsächsischen Sprachraum S-N curve (stress vs. number of cycles)
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damit Auskunft über die Überlebenswahrscheinlichkeit der Werkstoffprobe bei der Bean-
spruchungsamplitude im Einstufenversuch. Dem probabilistischen Charakter der Schwing-
festigkeit wird durch die Angabe eines Streubandes mit Überlebenswahrscheinlichkeiten
über und unter Pü = 50 %, wie etwa Pü = 10 % und 90 %, Rechnung getragen. Für
klassische Konstruktionswerkstoffe, wie etwa Stahl oder Aluminium, wird die Wöhlerlinie
in drei charakteristische lineare Bereiche unterschiedlichen Anstieges gemäß Abbildung 2.2
eingeteilt, den Bereich der Kurzzeitfestigkeit, den Bereich der Zeitfestigkeit sowie den Be-
reich der Langzeit- bzw. Dauerfestigkeit.
Abbildung 2.2: Schematisches Wöhler-Diagramm für klassische Konstruktionswerkstoffe
Der Kurzzeitfestigkeitsbereich beinhaltet die Spannungsamplituden, die – in Abhängigkeit
vom Werkstoff – zu einer Lebensdauer von bis zu 1 · 104 Lastspielen führen. Die Zeitfestig-
keitsgerade
σa = m lgN + n (2.2)
bezieht sich auf den Bereich von etwa 1 · 104 bis 1 · 108 Lastspielen und charakterisiert
durch die Lage und den Anstieg im Diagramm die Eignung von Konstruktionswerkstoffen
für die meisten technischen Anforderungen. Die Dauerfestigkeit bezeichnet die Spannungs-
amplitude, welche keinen schädigenden Einfluss auf den Werkstoff ausübt, also technisch
unendlich oft ertragen werden kann. Bei FKV hingegen wirken zyklische Beanspruchungen
in der Regel unabhängig von der Amplitude schädigend. Es stellt sich daher kein Dauer-
festigkeitsbereich ein [42,89]. Entsprechend der Empfehlung der VDI-Richtlinie 2014 wird
für das Schwingfestigkeitsverhalten faserverstärkter Kunststoffe eine Wöhlerlinie gemäß
σmax = R
∗
(
1− Vg
N − Vg
)Ng
(2.3)
verwendet. Die Wöhlerlinien-Funktion Typ 2 gilt für die gesamten Bereiche der Kurzzeit-
festigkeit, Zeitfestigkeit bis hin zur Langzeitfestigkeit gleichermaßen. Die Funktion ist als
sogenanntes
”
Wearout-model“ (Typ 2-WL) bekannt und beinhaltet die drei Freiparameter
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R∗, Vg und Ng. Der Parameter R
∗ bestimmt den Schnittpunkt der Wöhlerlinie mit der
Ordinate, während die Parameter Vg sowie Ng bestimmend für die Form und die Lage der
Wöhlerlinie sind (siehe Abbildung 2.3). Mit Vg = 0 ergibt sich ein linearer Zusammenhang
zwischen Spannungsamplitude und ertragbarer Laststpielzahl im doppelt logarithmischen
Diagramm (Lineare Typ 2-WL).
Abbildung 2.3: Wöhler-Diagramm für faserverstärkte Kunststoffe nach VDI 2014
Eine über das Wöhler-Diagramm hinausgehende umfassendere Form der Darstellung der
Ergebnisse von Schwingfestigkeitsuntersuchungen ist etwa durch das Haigh-Diagramm (Ab-
bildung 2.4) gegeben. Dabei wird die ertragbare Spannungsamplitude σa als primäre fes-
tigkeitsrelevante Größe über der Mittelspannung σm aufgetragen. Das Haigh-Diagramm
stellt eine Sammlung aller Wöhler-Diagramme eines Beanspruchungstyps (Normalspan-
nung, Schubspannung) bei variierender Mittelspannung dar.
Weiterführende Aussagen etwa über die Schädigungsmechanismen im Werkstoff oder über
auftretende Steifigkeits- sowie Restfestigkeitsveränderungen sind in den Diagrammen zur
Schwingfestigkeit nicht enthalten, so dass die Aussagekraft der hierauf aufbauenden pau-
schalen Schadensakkumulationsmethoden stark eingeschränkt ist [30, 46]. Insgesamt wur-
den für die Lebensdauervorhersage auf Basis der pauschalen Schadensakkumulationsme-
thoden bei FKV keine einheitlich guten Ergebnisse erzielt, da die Degradation der Werk-
stoffsteifigkeit während zyklischer Belastung nicht wiedergegeben werden kann (siehe hierzu
auch Kapitel 2.3). Darüber hinaus wird in [46] die Komplexität des Degradationsverhaltens
faserverstärkter Kunststoffe dargestellt. Die Untersuchung der Schwingfestigkeit mit Hilfe
des Wöhlerversuches reicht damit als Grundlage für eine zuverlässige Degradationsanalyse
zur Vorhersage des Ermüdungsverhaltens faser- und textilverstärkter Verbundwerkstoffe
nicht aus.
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Abbildung 2.4: Haigh-Diagramm einer UHM-CF/EP-Einzelschicht bei Quernormalspan-
nungsbelastung [28]
2.2.2 Werkstoffspezifische Schädigungscharakteristika bei Textil-
verbunden
Zur Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens faserverstärkter Kunststoffe in Einstu-
fenversuchen werden weitere für die Schädigungsanalyse relevante Werkstoffeigenschaften
bestimmt. Dazu gehören neben der Werkstoffdämpfung und der Reststeifigkeit, welche
durch die Auswertung der Spannungs-Dehnungs-Hysterese ermittelt werden, vor allem die
Restfestigkeit und die Rissdichte [86].
Die Reststeifigkeit bezeichnet die Steifigkeit eines Werkstoffes, die nach einer Lastvor-
geschichte noch messbar ist. Bei Einstufenversuchen entspricht die Reststeifigkeit in Be-
lastungsrichtung der dynamischen Steifigkeit Edyn als Anstieg der Geraden zwischen den
Umkehrpunkten der Spannungs-Dehnungs-Hysterese gemäß:
Edyn =
σo − σu
εo − εu
. (2.4)
In Abhängigkeit vom Schädigungszustand ergibt sich ein typischer dreiphasiger Steifig-
keitsverlauf (Edyn(N), Gdyn(N)) von faserverstärkten Mehrschichtverbunden bei zyklischer
Belastung mit degressivem, linearem (characteristic damage state (CDS)) und progres-
sivem Steifigkeitsabfall gemäß Abbildung 2.5. Die für Faserverbundwerkstoffe stets vor-
handene Kopplung der Degradation der richtungsabhängigen Steifigkeiten infolge unter-
schiedlicher Belastungstypen lassen sich bei zyklischen Versuchen durch Versuchsunterbre-
chung und anschließende quasistatische Belastung im elastischen Bereich ermitteln. Bei
der Werkstoffprüfung unter mehrachsigen Spannungszuständen mit Hilfe von Zug/Druck-
Torsionsversuchen an Rohrprobekörpern werden die Normalspannungs-Dehnungs- bzw.
Schubspannungs-Scherungs-Hysteresen getrennt voneinander analysiert.
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Abbildung 2.5: Typischer Verlauf der dynamischen Steifigkeit und Schädigung bei zyklisch
belasteten faserverstärkten Mehrschichtverbunden
Die Werkstoffdämpfung Λ ist gemäß
Λ =
Wv
Ws
(2.5)
als Verhältnis der Verlustarbeit Wv zur Speicherarbeit Ws definiert. Dabei bezeichnet die
Verlustarbeit die irreversible volumenbezogene Arbeit, die während eines Schwingspiels,
z.B. aufgrund von Reibungswärme, Schallemission, chemischer Umwandlung oder Bruch-
vorgängen verrichtet wird. Die Verlustarbeit stellt sich in der Hysterese als durch die Kur-
ven umschlossene Fläche dar und gibt damit wichtige Hinweise auf die bei faserverstärkten
Kunststoffen typische Vielfachrissbildung sowie auf die Rissöffnungs- und Schließungsvor-
gänge während zyklischer Be- und Entlastung. Die Speicherarbeit ist dagegen die volu-
menbezogene Arbeit, die in der Verformung des Werkstoffes (Federeigenschaft) bei der
maximalen Dehnung während eines Schwingspiels gespeichert ist und wird aus der Fläche
zwischen der Mittelkurve4 und der Geraden σ = σm [4] gemäß Abbildung 2.6 bestimmt. Die
Werkstoffdämpfung bietet damit in erster Linie einen wichtigen Beitrag bei der Quantifizie-
rung von Werkstoffschädigung ohne jedoch weiterführende qualitative Aussagen beizutra-
gen. Die bei zyklischer Belastung infolge der Werkstoffdämpfung freigesetzte Energie kann
weiterhin zur unzulässigen Probekörpererwärmung führen und ist im Experiment durch
entsprechende Maßnahmen zu vermeiden. Die dynamische Steifigkeit und die Werkstoff-
dämpfung werden während des Schwingversuches durch geeignete Auswertealgorithmen
bereitgestellt. Die Kennwertverläufe sind damit leicht zugänglich und können zusätzlich zu
den Regelgrößen Kraft und Weg zur Überwachung des Versuches herangezogen werden.
Neben den in-situ messbaren Kenngrößen dynamische Steifigkeit und Werkstoffdämpfung
lässt sich durch Unterbrechung des Schwingversuches und anschließendes quasistatisches
Belasten der vorgeschädigten Probekörper bis zum Bruch die Restfestigkeit bestimmen.
4Mittelwerte der zwei Spannungen bei je gleicher Dehnung
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Abbildung 2.6: Kenngrößen der Werkstoffdegradation aus der Spannungs-Dehnungs-
Hysterese
Die Messung der Restfestigkeit ist nicht zerstörungsfrei und aufgrund der für die Absiche-
rung der Streuung notwendigen hohen Prüfkörperanzahl sehr aufwändig. Insbesondere die
Abhängigkeit der richtungsabhängigen Restfestigkeiten von der Lastgeschichte erfordert
einen sehr großen Versuchsaufwand.
Im Fall transparenter faserverstärkter Kunststoffe kann die Werkstoffschädigung in Form
von sichtbaren Rissen durch eine versuchsbegleitende Fotoanalyse aufgezeichnet werden.
Der Probekörper wird dazu in definierten Abständen durch eine hochauflösende Kamera
mit Makroobjektiv aufgenommen. Im Ergebnis stehen Detailaufnahmen der Rissphänome
zur Verfügung, die in einem nachgeschalteten Auswerteprozess mit Hilfe von Bildauswer-
tesystemen den jeweiligen Bruchtypen zugeordnet werden können.
Für klassische, vorwiegend unidirektional verstärkte Verbundwerkstoffe ist die Rissdichte
diskreter Schäden als Quotient der Anzahl der Risse cr und der Länge Ls des Beobach-
tungsbereiches als für die Schädigungsphänomenologie charakteristische Länge definiert:
αs =
cr
Ls
(2.6)
Bei textilverstärkten Kunststoffe dagegen ist die Schädigungsphänomenologie zu einem
großen Anteil durch diffuse Schäden, etwa im Bereich von Fadenkreuzungen und 3D-
Verstärkungsfäden, gekennzeichnet. Daher erfolgt die bruchtypbezogene Rissdichtenermitt-
lung durch die Auswertung der sichtbaren Rissphänomene in einem flächigen Bereich des
Probekörpers gemäß Abbildung 2.7. Dieses repräsentative Suchfeld dient – hier in Ana-
logie zur charakteristischen Länge bei der klassischen Rissdichte – als Norm für die Aus-
prägung der Rissphänomene. Es ist verstärkungsarchitekturabhängig so groß zu wählen,
dass die Schädigungsphänomene über mehrere textile Einheitszellen gemittelt werden kön-
nen. Durch Markierung der Schäden mit geeigneten grafischen Grundelementen wie etwa
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Geraden, Splines oder Rechtecken innerhalb des Suchfeldes werden die visuell inspizierba-
ren Schädigungsphänomene, wie in Abbildung 2.7 exemplarisch dargestellt, quantifizierbar.
Mit Hilfe der automatisierten Auswertung der Eigenschaften der Grafikelemente (etwa die
Elementanzahl, die Gesamtlänge der markierten Linien, die Rechteckfläche) werden die
diskreten und diffusen Schäden im Werkstoff repräsentativ erfasst. Die so ermittelte Schä-
digungscharakteristik wird mit dem Messwert bei Probekörperbruch normiert und zur Be-
schreibung der Schädigungsevolution herangezogen (siehe hierzu auch weitere Ausführun-
gen im Kapitel 3.2). Für die halbautomatisierte Bildauswertung wird die Auswertesoftware
AxioVision von Zeiss verwendet. Im Fall von nicht transparenten Verbundwerkstoffen,
wie etwa kohlenstofffaserverstärkten Kunststoffen, werden für die Ermittlung der Rissdichte
hochauflösende Bildgebungsverfahren in Form der Röntgenrefraktionstopografie, der Com-
putertomografie oder der Ultraschalluntersuchung, empfohlen.
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Abbildung 2.7: Bruchtypbezogene Rissdichteanalyse textilverstärkter Kunststoffe am Bei-
spiel der Schädigungsphänomene
”
Querrisse“ und
”
Schäden im Bereich des
Maschenfadens“
2.3 Werkstoffbezogene Modellierungsansätze
Zur praxisgerechten Beschreibung der Kennwertdegradation und zur Lebensdauervorher-
sage faserverstärkter Kunststoffe bei zyklischer Belastung sind eine große Anzahl von Mo-
dellansätzen bekannt. Bei der Vielzahl von Konstruktionsvariablen von faser- und textil-
verstärkten Verbundwerkstoffen, wie etwa Faservolumengehalt, Schichtaufbau, Faserorien-
tierung und Verstärkungsarchitektur, sowie der Notwendigkeit größtmöglicher Übertrag-
barkeit von Modellansätzen ist es vorteilhaft, die werkstoffmechanische Modellierung auf
der Ebene von Basisschichten aufzubauen und eine phänomenologische skalenübergreifende
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Modellierungsstrategie zu verfolgen. Für eine derartige werkstoffgerechte Herangehensweise
können bestehende Modellansätze aufgegriffen werden.
2.3.1 Pauschale Schadensakkumulation für orthotrope Materia-
lien nach Philippidis und Vassilopoulos
Das Schädigungsmodell nach Philippidis und Vassilopoulos wurde als Erweiterung der
linearen Schadensakkumulationsmethode nach Miner für ein- und mehrschichtige faser-
verstärkte Kunststoffe entwickelt [59]. Auf der Grundlage des quadratischen pauschalen
Versagenskriteriums nach Tsai/Wu für orthotrope Werkstoffe bei quasistatischer Belas-
tung geben Philippidis und Vassilopoulos die Versagensbedingung für orthotrope Ver-
bundwerkstoffe bei phasengleicher zyklisch-harmonischer Beanspruchung als
Fijσiσj + Fiσi − 1 ≤ 0, i, j = 1, 2, 6 (2.7)
an, wobei hier die Festigkeitskoeffizienten Fij und Fi als Funktion der Bruchlastspielzahl N ,
des Spannungsverhältnisses R sowie der Frequenz f in Form von Wöhlerlinien der charakte-
ristischen Schwellbeanspruchungen Zugschwell-, Druckschwell- und Schubschwellbeanspru-
chung formuliert werden. Für abweichende Spannungsverhältnisse schlagen die Autoren
den Einsatz von Goodman-Diagrammen zur Transformation der Wöhlerkurven in die ex-
perimentell verifzierten Spannungsverhältnisse vor. Auf Basis eines umfangreicher experi-
menteller Ergebnisse kann hiermit eine gute Vorhersagegenauigkeit der Schwingfestigkeit
faserverstärkter Kunststoffe erreicht werden.
Das pauschale Schädigungsmodell wird durch die Minerregel erweitert, so dass neben der
Schwingfestigkeit auch eine Lebensdauervorhersage bei Betriebsbeanspruchungen erfolgen
kann. Die Genauigkeit dieser Methode hängt insbesondere von der Empfindlichkeit des
Werkstoffs auf Reihenfolgeeffekte der Belastungen ab, da durch die Klassierung der sto-
chastisch auftretenden Betriebsbeanspruchungen die zeitliche Abfolge der zyklischen Be-
lastungen verloren geht.
Aufgrund der Formulierung des Kriteriums auf der Makroebene sind im Fall von Än-
derungen des Schichtaufbaus stets neue Wöhlerkurven zu bestimmen. Eine rechnerische
Optimierung des Verbundwerkstoffes hinsichtlich der Lebensdauer in Abhängigkeit vom
Faserwinkel und der Lagenreihenfolge ist damit nicht möglich. Darüber hinaus lassen sich
keine Aussagen über den jeweils aktuellen Werkstoffzustand, etwa hinsichtlich Reststeifig-
keit und Restfestigkeit, ableiten.
2.3.2 Phänomenologisches Degradationsmodell nach Shokrieh
Im Unterschied zu der bei pauschalen Lebensdauermodellen üblichen Formulierung des Er-
müdungsverhaltens auf Basis von Wöhlerkurven erweitert Shokrieh die Berechnung der
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Werkstoffdegradation anisotroper Mehrschichtverbunde mit UD-verstärkten Einzelschich-
ten durch Modellgleichungen für den Verlauf der Reststeifigkeit Erest(σ, n,R) und Restfes-
tigkeit Rrest(σ, n,R) [76]. Die Degradation der Ingenieurkonstanten und Festigkeitsgrößen
wird über den gesamten Lebensdauerbereich gemäß
Erest(σ, n,R) =
(
1−
(
lg(n)− lg(0, 25)
lg(N)− lg(0, 25)
)λ) 1γ (
E0 −
σ
εbr
)
+
σ
εbr
,
Rrest(σ, n,R) =
(
1−
(
lg(n)− lg(0, 25)
lg(N)− lg(0, 25)
)β) 1α
(R0 − σ) + σ
(2.8)
mit den Modellparametern α, β, λ und γ sowie der Initialfestigkeit R0 und der Bruchdeh-
nung εbr formuliert, wobei die Richtungsabhängigkeit der Werkstoff- und Modellparameter
zu berücksichtigen ist. Durch die Anwendung der bruchtypbezogenen Versagenskriterien
nach Hashin/Rotem mit Berücksichtigung von Werkstoffnichtlinearitäten wird das Ver-
sagen vorhergesagt. Bei Erfüllung einer der Versagensbedingungen werden diesem Versa-
gensmodus zugeordnete Elastizitätskonstanten und Festigkeitskoeffizienten mit Hilfe sog.
sudden material property degradation rules gemäß Tabelle 2.1 auf Null reduziert. Die Degra-
dation der verbleibenden Elastizitätskonstanten und Festigkeitskoeffizienten wird über die
gradual material property degradation rules gemäß Gleichung (2.8) in Abhängigkeit von der
wirkenden Spannung σ, der dem Spannungszustand zugeordneten äquivalenten Lebensdau-
erN und der aktuellen Lastspielzahl n beschrieben. Der Mittelspannungseinfluss wird durch
die Berechnung der äquivalenten Lebensdauer mit Hilfe des Haigh-Diagramms berücksich-
tigt. Den Spannungsumlagerungseffekten von degradierenden Schichten auf ungeschädigte
Schichten wird durch die Anwendung eines Zyklus-für-Zyklus-Berechnungsmodells Rech-
nung getragen. Die Modellparameter werden anhand von Einstufenversuchen ausschließlich
an Einzelschichten bei gleichzeitiger Messung der Reststeifigkeit und der nachgeschalteten
Ermittlung der Restfestigkeit bestimmt.
Tabelle 2.1: Sudden death material degradation rules, nach [76]
Bruchmodus E1 E2 G12 ν12 R
‖σ R‖τ R⊥σ R⊥τ R‖⊥
Faserzugbruch 0 0 0 0 0 0 0 0 0
Faserdruckbruch 0 0 0 0 0 0 0 0 0
Zwischenfaserzugbruch E1 0 G12 ν12 R
‖σ R‖τ 0 R⊥τ R‖⊥
Zwischenfaserdruckbruch E1 0 G12 ν12 R
‖σ R‖τ R⊥σ 0 R‖⊥
Zwischenfaserschubbruch E1 E2 0 0 R
‖σ R‖τ R⊥σ R⊥τ 0
Die Bruchbedingungen und Degradationsfunktionen werden im phänomenologischen De-
gradationsmodell nach Shokrieh mesoskopisch für die UD-Einzelschichten des Mehr-
schichtverbundes formuliert. Es stellt damit eine Verbindung zwischen den bekannten
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Restfestigkeits- und Reststeifigkeitsmodellen her. Dabei unterscheidet Shokrieh nicht
zwischen einachsiger und mehrachsiger Beanspruchung. Darüber hinaus wird das Werk-
stoffverhalten der eingebetteten geschädigten Schicht im Mehrschichtverbund unzureichend
wiedergegeben, da die wesentlichen Modellparameter und Werkstoffkennwerte, wie oben
beschrieben, auf Basis von Versuchen an isolierten Einzelschichten ermittelt werden.
2.3.3 Methode der äquivalenten normierten Formänderungs-
energiedichte nach Cuntze
Zur Beschreibung der bruchmodebezogenen Schädigungsinitiierung kann die auf den Zu-
stand bei Versagen unter quasistatischer Beanspruchung normierte Formänderungsenergie-
dichte W ∗ herangezogen werden [75]. Für linear elastisches Materialverhalten resultiert
gemäß
∆W ∗ =
∆(σε)
R∗εbr
= ∆
(
Eff 2
)
(2.9)
die Spannweite5 der Formänderungsenergiedichte zu der Spannweite des Quadrates der
Werkstoffanstrengung Eff . Nach [7] ergibt sich die Spannweite der normierten Formän-
derungsenergiedichte für UD-Einzelschichten als Summe der Spannweiten der normierten
Verzerrungsenergiedichten in den fünf Bruchmoden ∆W ∗k für k = 1..5:
∆W ∗ =
5∑
k=1
∆W ∗k (2.10)
Nach Hwang kann weiterhin ∆W ∗ in Abhängigkeit von der Lastspielzahl gemäß
∆W ∗ = c1N
−c2 (2.11)
mathematisch beschrieben werden. Durch den Vergleich der experimentell ermittelten nor-
mierten Formänderungsenergiedichte mit der eines gesuchten Spannungsverhältnisses lässt
sich die Versagenslastspielzahl bei geänderter Mittelspannung berechnen. Damit ist es mög-
lich, das bruchtypbezogene Versagensverhalten von UD-Einzelschichten bei schwellender
Beanspruchung, wie von Cuntze vorgeschlagen, zu berechnen. Aufgrund des zumeist sprö-
den Materialverhaltens wird eine Steifigkeitsdegradation bis zum Bruch der Einzelschicht
nicht betrachtet. In weiteren Arbeiten ist nachzuweisen, inwieweit dieser Modellansatz auf
Basis der äquivalenten normierten Formänderungsenergiedichte für die Vorhersage der An-
risslebensdauer mehrschichtiger Verbundwerkstoffe anwendbar ist.
2.3.4 Progressives Schädigungsmodell nach Paepegem
Mehrschichtige Faserverbundwerkstoffe weisen aufgrund ihres heterogenen Aufbaus Riss-
stoppereigenschaften auf, d. h. dass mit der Anrisslebensdauer erst ein geringer Teil der
5Die Spannweite (Symbol ∆) steht hier für die Differenz einer Größe bei maximaler und minimaler
Auslenkung während eines Schwingspieles.
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zu erwartenden Lebensdauer bis zum Bruch erreicht ist (vergleiche auch Abbildung 2.5).
Infolge der Schädigungseffekte Rissstop, Rissumlenkung, Risswachstum und Vielfachrissbil-
dung kommt es zu einem Abfall der Steifigkeiten und Festigkeiten des Verbundwerkstoffs.
Die Modellierung des Restfestigkeits- und Reststeifigkeitsverhaltens erfolgt bei klassischen
Degradationsmodellen auf Basis sich ändernder Werkstoffkennwerte. Die Beurteilung des
Schädigungszustandes über diese mesoskopischen Werkstoffkennwerte lässt jedoch keine
kausale Bewertung der Ursache der Degradation zu. Für den Übergang zu einer kausa-
len Beschreibung bietet sich die Kontinuums-Schädigungsmechanik an. So kann etwa mit
dem progressiven Schädigungsmodell nach Paepegem das Schädigungsverhalten gewebe-
verstärkter Kunststoffe bei zyklischer Beanspruchung modelliert werden [11,51]. Grundlage
ist die Definition eines Schädigungsparameters D = 1 − E/E0 mit dem Elastizitätsmodul
E des aktuellen Zustandes und dem Elastizitätsmodul E0 des ungeschädigten Referenzzu-
standes. Zur Beschreibung der Schädigungsevolution ist es vorteilhaft, den Schädigungs-
zuwachs dD/dn in Abhängigkeit von der Werkstoffanstrengung Eff zu formulieren. Dazu
wird das pauschale Versagenskriterium nach Tsai/Wu zur Beschreibung des geschädigten
Werkstoffs modifiziert [52–55]. Die Werkstoffanstrengung Eff ergibt sich als Inverse des
Reservefaktors fres für den einachsigen Belastungszustand aus[(
σ
1−D
)2
1
R(+)R(−)
]
f 2res +
[
σ
1−D
(
1
R(+)
− 1
R(−)
)]
fres − 1 = 0. (2.12)
Zur Formulierung der Schädigungsevolution greift Paepegem die charakteristische Stei-
figkeitsdegradation bei zyklischer Zugbeanspruchung mehrlagiger Faserverbundwerkstoffe
mit ihrem nacheinander degressiven, linearen sowie progressiven Verlauf auf. Die Schädi-
gungsevolutionsgleichungen werden gemäß
dD
dn
=

d1 · Eff · e
(
−d2 D√
Eff
)
+ d3 ·D · Eff 2 ·
[
1 + e(d5(Eff −d4))
]
für σ > 0
d1 · Eff · e
(
−d2 D√
Eff
)3
+ d3 ·D · Eff 2 ·
[
1 + e(
d5
3 (Eff −d4))
]
für σ < 0
(2.13)
als additive Formulierung von Termen zur Beschreibung der Schädigungsinitiierung und des
Schädigungsfortschritts in Abhängigkeit von der Werkstoffanstrengung formuliert. Dabei
wird der Schädigungszuwachs dD/dn für Zug- und Druckbeanspruchung getrennt angegeben.
Durch die Einführung einer effektiven Spannung σ̃ = σ/(1−D) ist im Schädigungsmodell der
Abfall der Festigkeit durch eine aufgrund der Werkstoffschädigung ansteigenden effektiven
Spannung inhärent. Das Modell wird weiterhin durch Einführung eines Schädigungsten-
sors zweiter Stufe Dij auf orthotrope Werkstoffe bei mehrachsigen Spannungszuständen
erweitert [51]. Eine Verfeinerung des Modells durch Verwendung physikalisch begründeter
Versagensbedingungen etwa nach Hashin/Puck oder Cuntze wurden von Gude in [22]
beschrieben.
3 Experimentelle Lebensdauer- und
Schädigungsanalyse von
3D-textilverstärkten Kunststoffen
3.1 Prüfmethodik und grundlegende
Werkstoffcharakterisierung
Der Fokus der experimentellen Untersuchungen liegt auf zyklischen Belastungsversuchen an
Verbundwerkstoffen mit Glasfaser-Mehrlagengestrickverstärkung, die an der TU Dresden
entwickelt werden. Diese Mehrlagengestricke sind durch eine gestreckte Faseranordnung
in Kett- und Schussrichtung gekennzeichnet. Die Verstärkungsfäden führen im Verbund,
gegenüber konventionellen textilen Verstärkungen mit hoher Faserondulation, zu erhöhten
Steifigkeiten und Festigkeiten. Die Kett- und Schussfäden sind durch Glasfasermaschenfä-
den fixiert, die eine hohe Drapierfähigkeit sowie gute Impacteigenschaften und ein gutmü-
tiges Delaminationsverhalten gewährleisten [13].
3.1.1 Werkstoff- und Prüfkörperspezifikation
Im Rahmen dieser Arbeit werden Glasfaser-Mehrlagengestricke als textiles Verstärkungs-
material verwendet. Hierbei handelt es sich um ein 2-lagiges Flachgestrick mit E-Glasfasern
(GF) für Kett-, Schuss- und Maschenfaden (Abbildung 3.1). In Kettrichtung (0°-Richtung)
kommt ein Roving mit einer Fadenfeinheit von 2400 tex und in Schussrichtung (90°-
Richtung) ein Roving mit einer Fadenfeinheit von 1200 tex zum Einsatz. Durch die Ein-
stellung einer Kettfadendichte von 20 1/dm und einer Schussfadendichte von 38, 9 1/dm
ergibt sich ein nahezu gleicher Fasermasseanteil in 0°- und 90°-Richtung von 43,6 % bzw.
42,5 %. Als Maschenfaden zur z-Verstärkung wird ein GF-Zwirn mit einer Fadenfeinheit
von 136 tex (Maschendichte in Kettrichtung 39, 4 1/dm, Maschendichte in Schussrichtung
5 1/In) verwendet, so dass ein Maschenfadenanteil von 13,9 % resultiert.
Als Harzsystem wird das kalthärtende Epoxidharzsystem MGS RIMR135/RIMH137 ge-
wählt, das vor allem in der Windenergieindustrie Anwendung findet. Aufgrund der geringen
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Abbildung 3.1: Vorder- und Rückseite eines Glasfaser-Mehrlagengestricks vom
Typ MLG 1b
Viskosität eignet es sich bereits bei Raumtemperatur hervorragend für die Verarbeitung in
Infiltrationsverfahren.
Für die gezielte Induzierung der vor allem bei Faserkunststoffverbunden wichtigen mehr-
achsigen Belastungen mit Zug-Schub- und Druck-Schub-Anteilen werden Rohrprobekörper
mit einem Außendurchmesser von 43 mm sowie einer Wandstärke von 1,5 mm bzw. 2 mm
gemäß Abbildung 3.2 in statischen und zyklischen Zug/Druck-Torsions-Versuchen verwen-
det.
Als Faserverstärkung kommen eine bzw. zwei Lagen [0/90]-GF-MLG-Verstärkung mit zu-
sätzlichen Lagen GF-Gewebe zur Verstärkung der Aufleimerbereiche des Probekörpers zum
Einsatz. Zur Untersuchung des Einflusses der unterschiedlichen Fadenfeinheiten sowie der
Maschenorientierung bezüglich der Belastungsrichtung werden zwei unterschiedliche Probe-
körpertypen, Typ S mit den Schussfäden in axialer Richtung und Typ K mit den Kettfäden
in axialer Richtung, untersucht. Die Faserschicht mit tangentialer Faserausrichtung wird
dabei jeweils außen angeordnet.
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Abbildung 3.2: GF-MLG-verstärkter Rohrprobekörper
Für die Fertigung der GF-MLG-verstärkten Rohrprobekörper wurde das Resin-Transfer-
Moulding-(RTM-)Verfahren ausgewählt, welches eine reproduzierbare Probekörperqualität
ermöglicht. Zur effizienten Fertigung der Rohrprobekörper kommt ein eigens entwickeltes
Tauchkantenwerkzeug zum Einsatz, mit dem die Herstellung mehrerer Prüfkörper in einem
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Fertigungsprozess erfolgt. Mit Hilfe eingebauter Heizelemente werden die für die Fertigung
notwendigen Prozesstemperaturen von der Infiltration bis zum Tempern im geschlosse-
nen Werkzeug realisiert. Verschiedene in das Werkzeug integrierbare Kerne ermöglichen
die Anpassung der Wandstärke der Rohrprobekörper. Die flächigen textilen Halbzeuge
werden in einem vorgeschalteten Preformingprozess gemäß Abbildung 3.3 auf den Innen-
kern aufgewickelt, was eine Nahtstelle auf dem Umfang bedingt. Durch die Optimierung
der Faserpreform hinsichtlich eines gleichmäßig verstärkten Überlappungsbereiches werden
Rohrprobekörper mit einem weitgehend homogen Steifigkeits- und Festigkeitsverhalten her-
gestellt. Zur Verkürzung des Verfahrenszyklusses erfolgt die Infiltration des Harzes in die
geschlossene und evakuierte Form sowie die Aushärtung bei 40 °C Werkzeug- bzw. Harz-
temperatur. Nach der Härtung über 10 Stunden erfolgt ein Temperzyklus bei 70 °C über
5 h. Die Infiltration selbst erfolgt bei 4 bar Differenzdruck. Der Nachdruck beträgt bis zum
vollständigen Aushärten 8 bar. Mit dieser Verfahrensweise wird eine Glasübergangstempe-
ratur1 des Harzes von 75 °C ± 2 °C und ein Faservolumengehalt von etwa 30 % erreicht.
GF Aufleimer
GF-MLG
Abbildung 3.3: Preform beim Bewickeln des Kernes in Vorbereitung der Infiltration, GF-
MLG-Prüfschicht sowie Verstärkung der Aufleimerbereiche
3.1.2 Werkstoff- und Kennwertdegradation bei quasistatischer
Belastung
Vorbereitend für die Schwingfestigkeitsuntersuchungen erfolgte die Ermittlung der rich-
tungsabhängigen Kurzzeitfestigkeiten in quasistatischen Zug-, Druck- bzw. Torsionsver-
suchen an GF-MLG/EP-Verbunden in Anlehnung an die DIN 527-4 und ASTM D 5448
bis 5450. Exemplarisch sind die Zug/Druck-Schub-Festigkeiten für GF-MLG/EP-Verbunde
vom Typ S in Abbildung 3.4 in der (σ, τ)-Ebene aufgetragen. Mit Hilfe des Failure Mode
Concept nach Cuntze für bidirektional verstärkte Kunststoffe [9] lässt sich die dazuge-
hörige Bruchkurve (blau) berechnen. Das Totalversagen in Zug- und Druckversuchen ist
1Bestimmung der Glasübergangstemperatur durch dynamisch mechanische Analyse (DMA) in 3-Punkt-
Biegekonfiguration und Analyse des Tangentenmoduls
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dabei faserdominiert, wohingegen bei Schubbelastung vor allem Zwischenfaserbruchmoden
versagensrelevant sind. Das Spannungs-Verzerrungs-Diagramm ist gemäß Abbildung 3.5 zu-
nächst, unabhängig von der Belastungsart, linear. Der Beginn der Nichtlinearität korreliert
mit der Initiierung von Schädigungen, vor allem in Form von Querrissen und Schäden im
Bereich der Maschenfäden, welche unterschiedlichen Bruchmoden zugeordnet werden kön-
nen [6]. Die Initiierung der diskreten Schäden auf der Schichtebene beginnt damit wesent-
lich früher als das Finalversagen der Probekörper. Anhand der Schädigungsentwicklung und
dem Beginn von Nichtlinearitäten im Spannungs-Verzerrungs-Diagramm wird die Schädi-
gungsinitiierung in Form eines kritischen Spannungswertes quantifiziert. Mit Hilfe des FMC
kann sie für eine i-UD-Basisschicht, aus der der textile Verbund aufgebaut ist, in der tech-
nisch relevanten (σ, τ)-Spannungsebene (orange Kurve) ermittelt werden [6]. Zusammen
mit den Faserzug- und Faserdruckfestigkeiten stehen damit alle relevanten richtungsab-
hängigen Festigkeiten der i-UD-Schicht zur Verfügung (siehe dazu auch Anhang A.2) und
bilden einen wesentlichen Ausgangspunkt für die Modellierung des Schädigungsverhaltens
bei zyklischer Belastung gemäß Kapitel 4.
Abbildung 3.4: Kurzzeitfestigkeiten und Bruchkurve von GF-MLG-Typ S sowie Zwischen-
faserbruchkurve einer dazugehörigen i-UD-Schicht
3.1.3 Versuchsplanung zur Ermittlung der Kennwertdegradation
bei zyklischer Belastung
Gemäß der Vorgehensweise zur Bestimmung der richtungsabhängigen Festigkeiten bei
statischer Belastung werden auch bei zyklischer Belastung Versuche derart durchgeführt,
dass in jedem Belastungszyklus nur wenige definierte Bruchtypen angesprochen werden.
Zur Identifikation von Schädigungszuwachsfunktionen werden in einem ersten Schritt
einachsige Schwingversuche mit sinusförmiger Belastungs-Zeit-Funktion im Zugschwell-,
Druckschwell- und Schubschwellbereich (Lastpfad (LP) 1, 3, 5) ohne Wechselbelastung
gemäß Abbildung 3.6 durchgeführt. Durch die Anwendung der Spannungsverhältnisse
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Abbildung 3.5: Exemplarische Spannungs-Verzerrungs-Diagramme von GF-MLG/EP-
Verbunden bei quasistatischer Zug-, Druck- und Schubbelastung
R = 0, 1 bzw. R = 10 ohne vollständige Entlastung des Laststranges werden spielbedingte
Spannungspitzen vermieden.
Abbildung 3.6: Exemplarische Beanspruchungs-Zeit-Funktionen der durchgeführten ein-
achsigen und phasengleichen mehrachsigen Schwingversuche in Relation zur
statischen Bruchkurve
Zur Qualifizierung und Quantifizierung der Kopplung der Steifigkeitsdegradation werden
zusätzlich phasengleiche mehrachsige Schwingversuche mit Zug-Schub- sowie Druck-Schub-
belastung (LP 2 und 4) durchgeführt (siehe hierzu auch Kapitel 4). Die maximale Lastspiel-
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zahl der Schwingversuche wird mit 1 ·106 LS festgelegt. Für die Schwingfestigkeitsversuche
sind für jeden Lastpfad Versuche auf 4 Lasthorizonten mit jeweils mindestens 5 Probekör-
pern durchgeführt worden. Infolge der für faserverstärkte Kunststoffe charakteristischen
hohen Werkstoffdämpfung ist insbesondere bei matrixdominierten Verformungen eine Pro-
bekörpererwärmung zu beobachten. Die Prüffrequenz wird daher zwischen 1,5 und 5 Hz der-
art gewählt, sodass eine Prüfkörpertemperatur von unter 40 °C gewährleistet ist. Hiermit ist
sichergestellt, dass die Prüfkörpertemperatur weit unterhalb der in der DMA gemessenen
Glasübergangstemperatur bleibt. Bei den in den Versuchen ermittelten Beanspruchungs-
größen handelt es sich um technische Spannungen. Die Verzerrungen der Rohrprobekörper
werden für die Mehrzahl der Schwingfestigkeitsuntersuchungen anhand des maschinenseitig
integrierten Weg- bzw. Drehwinkelsensors ermittelt; für die Charakterisierung der Steifig-
keitsdegradation kommen bei ausgewählten Probekörpern Ansatzextensometer sowie op-
tische Verformungsmessmethoden etwa auf Basis der Grauwertkorrelationsmethoden zur
Anwendung.
3.2 Schädigung von GF-MLG/EP bei zyklischer
Belastung
3.2.1 Schädigungsphänomenologie und Steifigkeitsverhalten
Zur Charakterisierung des Steifigkeitsabfalles von GF-MLG/EP-Verbunden bei zyklischer
Belastung wird die dynamische Steifigkeit gemäß Abschnitt 2.2.2 als mittlerer Anstieg der
Spannungs-Dehnungs-Hysterese ermittelt. In Abbildung 3.7 sind die Verläufe der dynami-
schen Steifigkeit repräsentativer uniaxialer Zug-, Druck- und Torsionsschwellversuche von
GF-MLG/EP Typ S in normierter Form dargestellt. Bei Zug- und Torsionsschwellbelas-
tung kann der Steifigkeitsabfall in drei typische Bereiche, einen starken Abfall der Steifig-
keit am Anfang und Ende der Belastung sowie die schwach linear abfallende Steifigkeit im
mittleren Lebensdauerbereich, eingeteilt werden. Zugschwellbeanspruchte GF-MLG/EP-
Verbunde zeigen dabei im Vergleich zu schubbeanspruchten Verbunden eine ausgeprägtere
erste Schädigungsphase und einen schwächeren Steifigkeitsabfall im CDS aufgrund der fa-
serdominierten Verformungsart. Bei Druckschwellbelastung ist dagegen kein signifikanter
Steifigkeitsabfall bis zum Totalversagen festzustellen.
Die Erkenntnisse aus der Steifigkeitsdegradation während zyklischer Belastung korrelie-
ren mit den Ergebnissen einer bruchtypbezogenen Rissbildanalyse: Während die zug- und
schubbelasteten Verbunde eine ausgeprägte Vielfachrissbildung aufweisen, sind druckbe-
lastete Probekörper bis zum Totalversagen rissfrei.
Auf Grundlage der experimentell inspizierbaren Schädigungsphänomene werden die auf-
tretenden Schäden in Abhängigkeit von der jeweiligen Belastung klassifiziert sowie deren
Auswirkungen auf die makroskopisch messbare Kennwertdegradation für die phänomeno-
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Abbildung 3.7: Steifigkeitsdegradation von GF-MLG/EP bei einachsiger zyklischer Belas-
tung in normierter Form
logisch basierte Modellierung der Kennwertdegradation textilverstärkter Kunststoffe bei
zyklischer Belastung quantifiziert.
Zugschwellbeanspruchung
Die Schädigungsphänomenologie von GF-MLG/EP Typ S unter Zugschwellbelastung ist
vor allem durch die Ausbildung von Querrissen in den tangential angeordneten Kettfä-
den und Schäden in den Maschenfäden gekennzeichnet (Abbildung 3.8). Wie in Abbil-
dung 3.8 a dargestellt, bildet sich bereits nach statischer Vorbelastung auf die Nennlast der
Schwingbelastung eine deutliche diskrete Schädigung in Form von Querrissen in der Kett-
fadenschicht aus. Diese bilden sich zunächst als getrennte Anrisse in allen Kettfäden und
wachsen mit Beginn der Schwingbelastung zu umlaufenden Querrissen. Analog zu der Schä-
digungsphänomenologie von klassischen Kreuzverbunden (z.B. mit Gewebe- und Geflechte-
verstärkung), addieren sich diese Querrisse, bis bei etwa 20 % der erreichbaren Lastspielzahl
eine Sättigungsgrenze erreicht wird, dem Beginn des CDS [4, 21, 69, 74, 81]. Signifkant für
die hier untersuchten mehrlagengestrickverstärkten Verbunde ist das zeitgleiche Auftreten
von sowohl textilspezifischen diffusen Schäden in Form von den Maschenfaden-zugeordneten
Rissmustern (MRM) als auch sogenanntem Whitening. So zeichnet sich zu Beginn des CDS
der Verlauf der Maschenfäden in dem sonst transparenten Glasfaser-Epoxidharz-Verbund
bereits deutlich ab. Bei diesen diffusen Schäden im Maschenfadensystem handelt es sich
um Risse, die durch Querzugspannungen in senkrecht zur Belastungsrichtung angeordne-
ten Bereichen des Maschenfadens initiiert werden. Sie wachsen im weiteren Verlauf der
zyklischen Belastung dem Maschenfaden folgend und bilden so ein schichtenübergreifendes
Schadensmuster aus.
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Abbildung 3.8: Schädigung bei Zugschwellbelastung, GF-MLG Typ S
Die Schädigung in der zweiten Phase ist vor allem durch das Wachstum des Whitenings
gekennzeichnet, während die Schädigungen in Form von diskreten Querrissen und den
Maschenfaden-zugeordneten Rissmustern weitgehend eine Sättigungsgrenze erreichen. Das
Whitening ist auf intra-textile, d.h. innerhalb der textilen Lagen beobachtete, Delamina-
tionen im Bereich der Kreuzungspunkte von Schuss- und Maschenfäden sowie auf Roving-
ablösung der Schussfäden zurückzuführen (siehe hierzu Abbildung 3.9). Dabei treten zuerst
die intra-textilen Delaminationen ausgehend von den Querrissen und den MRM auf, gefolgt
von den umlaufenden Rovingablösungen.
30 % N 50 % N 100 % N
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Abbildung 3.9: Mit Whitening geschädigte Bereiche von GF-MLG/EP-Verbunden nach
Zugschwellbelastung (Detailaufnahme und Schliffbild)
Beim Erreichen von etwa 80 % der Lebensdauer zeichnet sich ein Bereich verstärkter Schä-
digung in einem Ring um den Probekörper ab. Insbesondere die Fläche des Whitenings
nimmt in diesem Bereich zu. Großflächige Delaminationen, wie sie für die Schädigung klas-
sischer Schichtverbunde typisch sind, sind aufgrund der in Dickenrichtung angeordneten
Maschenfäden nicht feststellbar. Kurz vor dem Trennbruch lassen sich schließlich die Schä-
digungsphänomene nicht mehr visuell zuordnen.
Die Schädigungsevolution wird getrennt nach Versagensmoden mit Hilfe von Bildauswer-
tesystemen quantifiziert. In Abbildung 3.10 sind exemplarisch das Ergebnis der bruch-
modebezogenen Rissdichteermittlung für einen repräsentativen Zugschwellversuch an GF-
MLG/EP Typ S mit der dazugehörigen Steifigkeitsdegradation in Lastrichtung aufgetragen.
Diese Evolution zeigt dabei zwischen den identifizierten Schädigungsphänomenen deutliche
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Unterschiede. Während die Querrisse und die MRM in einer Sättigungskurve weitgehend
parallel verlaufen, entwickelt sich das Whitening in einem nahezu linearen Verlauf mit kur-
zem Initiierungsbereich und einem progressiven Verlauf gegen Ende der Lebensdauer. Der
Verlauf der Steifigkeit lässt sich demnach mit der Schädigungsevolution korrelieren. Der
starke Steifigkeitsabfall zu Beginn der Ermüdungsbelastung wird dabei weitgehend von
den dominierend auftretenden Querrissen sowie den MRM verursacht. Der Einfluss des
Whitenings ist für die erste Phase als eher gering einzuschätzen.
Abbildung 3.10: Steifigkeitsdegradation und bruchmodebezogene Schädigungsevolution bei
Zugschwellbelastung von GF-MLG/EP Typ S
Ist die Sättigungsgrenze der ersten Schädigungsmechanismen erreicht, verlangsamt sich
der Steifigkeitsabfall auf ein konstant niedriges Niveau. Die zweite und dritte Phase des
Steifigkeitsabfalles wird durch die weitere Zunahme des Whitenings dominiert. Gegen Ende
der Lebensdauer führen die Schadenslokalisierung und das damit verbundene beschleunigte
Schädigungswachstum zu einem progressiven Steifigkeitsabfall.
Das visuell inspizierbare Schädigungsverhalten (Abbildung 3.11) von GF-MLG/EP Typ K
(Kettfäden in Probekörperachsrichtung) ist vergleichbar mit der Schädigungsevolution des
Typ S. Auch die Ausgangssteifigkeit sowie der aus der Schädigung resultierende Steifig-
keitsabfall des Typ K sind aufgrund des nahezu ausgeglichenen Fadenanteils in Kett- und
Schussfadenrichtung und der weitgehend äquivalenten Rissentwicklung mit dem des Typ S
vergleichbar (siehe dazu auch Anhang A.3). Lediglich das durch Schäden verursachte Riss-
muster unterscheidet sich aufgrund der mit einer geringeren Fadenfeinheit ausgestatteten
und in tangentialer Richtung angeordneten Schussfäden etwas von dem des Typ S.
Schubschwellbeanspruchung
Die Schädigungsphänomenologie von GF-MLG/EP-Verbunden bei zyklischer Schubbean-
spruchung unterscheidet sich von der bei Zugschwellbeanspruchung. In einem zu Beginn der
Schwingbelastung auftretenden Schadensmodus bilden sich ausschließlich Maschenfaden-
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Abbildung 3.11: Schadensentwicklung bei Zugschwellbelastung, GF-MLG/EP Typ K
zugeordnete Rissmuster aus (Abbildung 3.12). Dabei handelt es sich um querzugspan-
nungsinduzierte Risse in den in 45°-Richtung orientierten Maschenfadenbereichen (Ab-
bildung 3.13). Ursache ist die Hauptnormalspannung in Zugrichtung, während diejenige
in Druckrichtung keinen schädigenden Beitrag liefert. Makroskopisch ergibt sich damit
ein typisches S-förmiges Schadensbild bei zyklischer Schubbelastung der GF-MLG/EP-
Verbunde. Aufgrund der prozessbedingten Verdrillung der Maschenfadenfilamente sowie
deren geringer Dicke ergeben sich keine visuell klar inspizierbaren diskreten Risse, sondern
vielmehr diffuse Schadensfelder.
a db c
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Abbildung 3.12: Schadensentwicklung bei Torsionsschwellbelastung, GF-MLG Typ S
Diese Rissmuster wachsen während der zyklischen Belastung bis zu einem Grenzwert an.
Im Anschluss an die erste Phase der Schädigung entstehen zusätzlich sichtbare diskrete
Zwischenfaserbrüche in den Verstärkungsfasern in Kett- und Schussrichtung. Sie bilden ein
charakteristisches rautenförmiges Schadensbild (Abbildung 3.12d). Schubschwellbeanspru-
chungen verursachen damit bereits zu einem frühen Zeitpunkt der Schwingbelastung visuell
sichtbare Schäden in allen Verstärkungsfasern (siehe Abbildung 3.13). Analog zur Schädi-
gungsphänomenologie bei Zugsschwellbelastung akkumulieren sich die charakteristischen
Schadensphänomene zum Ende der Gesamtlebensdauer in einem lokal begrenzten Bereich
des Probekörpers. Dabei entwickeln sich insbesondere ausgehend von den S-förmig geschä-
digten Maschenfäden (MRM) ausgeprägte Bereiche des Whitenings. Die lokalisierten Schä-
den führen weiterhin zur Zerrüttung des Matrixmaterials und zum lokalen Schubbeulen der
Rohrprobekörper. Durch Verwendung von Probekörpern mit größerer Wandstärke kann das
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Abbildung 3.13: Schematische Darstellung der schubspannungsinduzierten Zwischenfaser-
brüche im Maschenfadensystem, Mikroschliffbild, GF-MLG Typ S
Einsetzen des Schubbeulens lediglich verzögert werden. Aufgrund des Anteils von Schädi-
gung im Bereich der Maschenfäden sowie des schädigungsinitiierenden Effekts dieser Schä-
digung ist davon auszugehen, dass die Maschenfadenkonstruktion und -konfektionierung
einen wesentlichen Einfluss auf das Degradationsverhalten von GF-MLG/EP-Verbunden
bei zyklischer Schubbelastung hat.
Abbildung 3.14: Steifigkeitsdegradation und bruchmodebezogene Schädigungsevolution bei
Schubschwellbelastung von GF-MLG/EP Typ S
Zur Quantifizierung der Schädigungsevolution wird die relative Rissdichte getrennt nach
den Schadensmechanismen MRM, Querrisse und Längsrisse sowie Whitening mit Hilfe
von Bildauswertesystemen ermittelt und dem Steifigkeitsabfall gegenüber gestellt (siehe
hierzu Abbildung 3.14). Die relative Rissdichte der MRM verläuft demnach in einer Sätti-
gungskurve über die ersten 25 % der Lebensdauer. Die sekundären Schädigungsphänome-
ne (Quer- und Längsrisse sowie Whitening) entwickeln sich nahezu linear ansteigend bis
zum Probekörperbruch. Der Steifigkeitsabfall mit Initiierungsphase, CDS und progressivem
Steifigkeitsabfall korreliert mit der Evolution der untersuchten Schädigungsphänomene und
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ist zu Beginn der Schubschwellbeanspruchung auf die charakteristischen Schädigungen im
Bereich der Maschenfäden und während des CDS vor allem durch die sekundären Schädi-
gungsphänomene begründet. Der progressive Steifigkeitsabfall zum Ende der Lebensdauer
ist nicht auf ein Werkstoffversagen zurückzuführen, sondern wird vielmehr durch Stabili-
tätsversagen verursacht.
Druckschwellbeanspruchung
Im Unterschied zu der ausgeprägten Schädigungsevolution bei Zugschwell- und Schub-
schwellbeanspruchung ist bei Druckschwellbeanspruchung bis kurz vor dem Totalversagen
keine sichtbare Schädigung im Sinne eines sukzessiven Ausbildens weitgehend homogener
Rissmuster zu beobachten. Vielmehr tritt ein lokal begrenztes plötzliches Versagen auf, ver-
bunden mit einer großen Streuung der resultierenden Schwingfestigkeiten aufgrund der ho-
hen Sensitivität gegenüber allfälligen Werkstoffinhomogenitäten. Zum besseren Verständ-
nis dieses hochdynamischen Versagensverhaltens wurden die Bruchvorgänge ausgewählter
Probekörper mit Hilfe einer Hochgeschwindigkeitskamera aufgezeichnet (Abbildung 3.15a).
Schädigungskeim erstes Risswachstum
kritisches Risswachstum
39686 LS 39688 LS
39692 LS 39692 LS
10 mm
Rissfortschritt
10 mma b
Abbildung 3.15: Rissinitiierung und schnelles Risswachstum von GF-MLG/EP bei Druck-
schwellbelastung
Dabei wird deutlich, dass im Bereich – in praxi stets vorhandener – fertigungsbedingter
Fehlstellen (Lufteinschlüsse, Faserfehlausrichtungen etc.) ein diskreter Anriss initiiert wird,
der innerhalb eines oder nur weniger Schwingspiele den tangentialen Verstärkungsrovings
folgend über den gesamten Umfang der Probekörper wächst. Das Risswachstum erfolgt
dabei entweder ausschließlich in einem oder nacheinander in unterschiedlichen umlaufen-
den Verstärkungsrovings, wobei die harzreichen Bereiche zwischen den Fadensträngen auf
kürzestem Wege durchlaufen werden (Abbildung 3.15b). Die so entstehende Bruchfläche ist
gemäß Abbildung 3.16 keilförmig, und entspricht damit der faserparallelen Bruchebene un-
ter statischer Querdruckspannung [8,29,61]. Das Querdruckversagen (IFF 3) der tangential
angeordneten Faserbündel wirkt damit als treibender Bruchmodus für das Totalversagen
des textilverstärkten Verbundes unter Druckbeanspruchung.
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Abbildung 3.16: Keilbruchversagen im Bereich des Kettfadenrovings aufgrund von Druck-
schwellbelastung von GF-MLG Typ S und schematische Darstellung der
Bruchebene
Phasengleich überlagerte Zug/Druck-Schub-Schwellbeanspruchung
Die bei uniaxialer Beanspruchung jeweils beobachteten Schädigungsphänomene treten so-
wohl bei überlagerter Zug-Schub-Schwellbeanspruchung als auch bei Druck-Schub-Schwell-
beanspruchung (Abbildung 3.17 und 3.18) entsprechend den phasengleich wirkenden Span-
nungskomponenten gemeinsam auf.
0,1 % N 5 % N 20 % N 90 % N
a db c
5 mm
Abbildung 3.17: Schadensentwicklung bei überlagerter Zug-Schub-Schwellbeanspruchung,
GF-MLG Typ S
Im Fall überlagerter Zug- und Schubbeanspruchung entwickeln sich primär Querrisse in
den zur Zugbeanspruchung senkrecht angeordneten Fadensystemen sowie Schäden im Be-
reich der Maschenfäden. Dabei überlagern sich die für die Schubbeanspruchung charak-
teristischen S-förmigen MRM mit den bei Zugbeanspruchung beobachteten Rissmustern
(Abbildung 3.17). Die zugspannungsinduzierten Querrisse (primäre Schädigung) entspre-
chen den schubspannungsinduzierten Querrissen (sekundäre Schädigung). Analog zur ein-
achsigen Belastung kommt es im weiteren Verlauf zu einem ausgeprägten Whitening im
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7,5 % N 40 % N 55 % N 86 % N
a db c
5 mm
Abbildung 3.18: Schadensentwicklung bei überlagerter Druck-Schub-Schwellbelastung,
GF-MLG Typ S
Bereich von Fadenkreuzungen. Das Schadensmuster des Whitenings entwickelt sich – im
Unterschied zum Muster bei Zugschwellbeanspruchung – ausgehend von den MRM in ei-
ner charakteristischen Dreiecksform. Bei überlagerter Druck-Schub-Schwellbeanspruchung
wird die Schädigung maßgeblich von dem Schubanteil in der Belastung bestimmt, so dass
die Schädigungsphänomenologie der entspricht, die bei reiner Schubbelastung entsteht.
Die Schädigung aufgrund überlagerter Zug/Druck-Schub-Beanspruchung führt zu einer ge-
koppelten Degradation der Zug- bzw. Drucksteifigkeiten und der Schubsteifigkeit. Während
überlagerte Zug-Schub-Beanspruchung zu einer stärkeren Degradation der Schubsteifigkeit
bei weitgehend identischem Abfall der Zugsteifigkeit führt (Abbildung 3.19), wird bei über-
lagerter Druck-Schub-Beanspruchung eine Degradation der axialen Steifigkeit durch den
Schubanteil der Beanspruchung initiiert. Dabei ist die geometrische Orientierung der Risse
bestimmend für ihren Einfluss auf die richtungsabhängigen Werkstoffeigenschaften. So füh-
ren etwa die infolge Zugbeanspruchung entstandenen Querrisse neben einem signifikanten
Steifigkeitsabfall in axialer Richtung zusätzlich zu einem Abfall der Schubsteifigkeit, da
über die geöffneten Rissoberflächen keine Schubspannungen übertragen werden können.
Eine analoge Kopplung der Steifigkeitsdegradation wird durch die sich überdeckenden
Schädigungsphänomene der zugspannungsinduzierten und der schubspannungsinduzierten
MRM verursacht. Bei überlagerter Druck-Schub-Beanspruchung wirken sich die schubspan-
nungsinduzierten – hauptsächlich in 45°-Richtung orientierten – MRM durch ein Abgleiten
der Rissoberflächen auf die Steifigkeit in Achsrichtung aus.
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Abbildung 3.19: Steifigkeitsabfall von GF-MLG/EP-Verbunden bei mehrachsiger zykli-
scher Beanspruchung im Vergleich zur einachsigen Beanspruchung
3.2.2 Festigkeitsverhalten
Die Charakterisierung des Schwingfestigkeitsverhaltens von GF-MLG/EP erfolgt anhand
einachsiger und mehrachsiger Einstufenversuche bis zum Probekörperversagen sowie orien-
tierender Restfestigkeitsuntersuchungen für ausgewählte Lastpfade. Am Beispiel der experi-
mentell ermittelten ertragbaren Spannungsamplituden einer Stichprobe von Zugschwellver-
suchen (n = 15) wird die Aussagesicherheit verschiedener Verteilungsfunktionen geprüft.
Die experimentell ermittelte Summenhäufigkeit ist dazu der Summenhäufigkeit der Normal-
verteilung (Normal), der Log-Normal-Verteilung (Log-Normal) sowie der zweiparametrigen
Weibullverteilung (Weibull-2P) in Abbildung 3.20 gegenübergestellt. Es zeigt sich, dass die
zweiparametrige Weibullverteilung die experimentell ermittelten Schwingfestigkeiten am
besten repräsentiert, so dass sie für die Auswertung der Schwingfestigkeitsversuche im Wei-
teren herangezogen wird. Aufgrund der begrenzten Größe der Stichprobe sind die anderen
Verteilungfunktionen jedoch nicht gänzlich auszuschließen. Zur Erhöhung der Aussagesi-
cherheit der gewählten Verteilungsfunktion wäre ein deutlich höherer Stichprobenumfang
und Prüfaufwand notwendig.
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Abbildung 3.20: Experimentell bestimmte Summenhäufigkeit und angepasste Verteilungs-
funktionen für die Schwingfestigkeit von GF-MLG/EP Typ S bei Zug-
schwellbelastung
Die mit Hilfe eines nichtlinearen Regressionsverfahrens ermittelten Wöhlerkurven nach
Gleichung (2.3) für GF-MLG/EP Typ S mit einer Überlebenswahrscheinlichkeit von Pü =
10 %, 50 % und 90 % sind in Abbildung 3.21 für die Lastpfade LP1 bis LP5 dargestellt.
Ausgewählte Wöhlerparameter (Pü = 50 %) sind zusätzlich in Tabelle 3.1 zusammengefasst.
Abbildung 3.21: Wöhler-Diagramme für Zug/Druck-Schub-Schwellbelastung von GF-
MLG/EP Typ S, Pü = 10 %, 50 %, 90 %
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Tabelle 3.1: Parameter der Wöhlerkurven für zyklische Z/D-T-Belastung bis 106 Lastspiele,
Pü = 50 %
Lastpfad R∗ [ MPa ] Ng Vg
LP1 108,61 0,1346 -381,80
LP2, σ
τ
= 4, 50 94,26 0,1258 -50,39
LP3 19,49 0,2235 -13314,00
LP4, σ
τ
= −1, 58 33,39 0,0925 -186,76
LP5 79,00 0,0703 -133,05
Die Wöhlerkurve des Lastpfades LP5 zeigt im Vergleich den geringsten Anstieg (Wöh-
lerparameter Ng). Die Streuung der Schwingfestigkeiten ist dabei – aufgrund der charak-
teristischen Schädigungsinitiierung im Bereich von werkstofflichen Inhomogenitäten und
des daraus resultierenden schnellen Risswachstums im Bruchmodus IFF 3 – größer als
die Streuung der Schwingfestigkeiten bei den anderen ein- und mehrachsigen Belastun-
gen (vgl. Abschnitt 3.2.1). Die dem LP3 zugeordeten Wöhlerkurve ist durch den höchsten
Schwingfestigkeitsabfall gekennzeichnet. Darüber hinaus ergibt sich für den Parameter Vg
ein extrem hoher Wert, da die Wöhlerkurve einen ausgeprägten Bereich der Kurzzeitfes-
tigkeit zeigt (Tabelle 3.1). Die Schwingfestigkeitsgerade im Bereich von 104 bis 106 LS
lässt damit eine höhere erreichbare statische Festigkeit erwarten. Die Ergebnisse zu den
Druck-Schub-Schwellbelastungsversuchen zeigen einen zusätzlich wirkenden, schädigenden
Einfluss der überlagerten Schubbelastung auf die Schwingfestigkeit.
Neben den Schwingfestigkeitsuntersuchungen wurde weiterhin die Restfestigkeit für
GF-MLG/EP-Verbunde bei Zug- und Druckschwellbelastung untersucht. Für eine durch-
schnittliche Lebensdauer von N = 1, 6·104 LS (σa = 60, 6 MPa für LP1 bzw. σa = 54, 4 MPa
für LP5) werden Probekörper im Einstufenversuch vorgeschädigt und nach 1 · 103 LS bzw.
8 · 103 LS die Restfestigkeit (R(+), R(−)) bei quasistatischer Belastung ermittelt (Abbil-
dung 3.22).
Abbildung 3.22: Restfestigkeit nach zyklischer Vorschädigung, Zug- und Druckschwellbe-
lastung von GF-MLG/EP Typ S
40 3 Experimentelle Schädigungs- und Lebensdaueranalyse
Analog zu den Erkenntnissen bei der Steifigkeitsdegradation von GF-MLG/EP-Verbunden
bei zyklischer Belastung ist für die zugschwellbelasteten Probekörper mit ausgeprägter
Schädigung ein Abfall der Restfestigkeit feststellbar, der jedoch erst gegen Ende der Le-
bensdauer mit etwa 8 % auftritt. Sekundäre und tertiäre Schädigungsphänomene, wie etwa
Ablösungen der axial angeordneten Verstärkungsfäden und die Entwicklung erster Fila-
mentbrüche, sind für die Festigkeitsdegradation verantwortlich. Dagegen wirken sich die
primären Schädigungsphänomene nicht auf die Restfestigkeit aus. Im Fall von Druck-
schwellbelastung ist keine Degradation der Restfestigkeit feststellbar.
4 Schädigungsmodell für
textilverstärkte Kunststoffe bei
zyklischer Belastung
Die experimentelle Schädigungsanalyse zeigt, dass es infolge zyklischer Belastung ober-
halb kritischer lastspielzahlabhängiger Anstrengungen bei textilverstärkten Kunststoffen
sowohl auf der Ebene der Verstärkungsfäden als auch im Bereich von textilen Bindefäden
zu einer ausgeprägten (Vielfach)Rissbildung kommt, welche auch makroskopisch zu einem
signifikanten Steifigkeits- und Festigkeitsabfall bzw. direkt zum Totalversagen führt. Das
komplexe Schädigungsverhalten mit zum Teil ungewohnten Koppelphänomenen erfordert
die werkstoffgerechte Modellbildung und die Bereitstellung von Berechnungsmethoden etwa
auf Basis der Elastizitätstheorie und der Kontinuums-Schädigungsmechanik. Damit lässt
sich das Degradationsverhalten von textilverstärkten Kunststoffen realistisch beschreiben
und das Schwingfestigkeitsverhalten wirklichkeitsnah wiedergeben.
4.1 Grundlagen der Modellbildung
4.1.1 Modellierungsansatz
Die Kontinuums-Schädigungsmechanik bietet, gegenüber der Bruchmechanik, welche vor
allem zur Beschreibung einzelner Rissphänomene mit definierter Geometrie und Belas-
tung herangezogen wird, die Möglichkeit, die Vielfachrissbildung auf mesoskopischer Ebe-
ne und die daraus resultierende Werkstoffdegradation auf makroskopischer Ebene abzu-
bilden [11,42,51]. Der experimentell nachgewiesenen Schädigung werden zur Modellierung
innere Zustandsvariablen, hier die Schädigungsparameter Dij, zugeordnet, deren Verände-
rung mit Hilfe von Evolutionsgleichungen beschrieben wird.
Für die hier im Fokus stehenden textilverstärkten Kunststoffverbunde mit gestreckter Fa-
denanordnung ist die Wahl der Modellierungsebene von entscheidender Bedeutung. Zur in-
genieurmäßigen Beschreibung ist eine Modellierung auf Schichtebene (Mesoebene) zielfüh-
rend, wie sich auch in [6,40] gezeigt hat. Hierzu werden textilverstärkte Verbundwerkstoffe
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in Mehrschichtverbunde mit äquvalentem Werkstoffverhalten gedanklich
”
entflochten“ und
idealisierte Basisschichten definiert.
Textilverstärkte Kunststoffe lassen sich hinsichtlich ihres Schädigungsverhaltens in Verbun-
de mit vorwiegend diskreter oder diffuser Schädigung einteilen. GF-MLG/EP-Verbunde
werden dabei in die Klasse mit vorwiegend diskreter Schädigung, also mit klar zuordenba-
ren und zählbaren Schäden, eingeordnet. Diese, ursprünglich für quasistatische Beanspru-
chung ermittelte, Einteilung kann auch bei zyklischer Belastung weiterhin aufrecht erhalten
werden (vgl. Kapitel 3).
Zur Entwicklung des Schädigungsmodells für GF-MLG-Verbunde bei zyklischer Belastung
sind weitere Modellannahmen zu treffen:
• Das Verformungsverhalten von GF-MLG/EP-Verbunden entspricht dem eines äqui-
valenten Modelllaminates aus idealisierten unidirektionalen Einzelschichten und lässt
sich mit Hilfe der klassischen Laminattheorie berechnen.
• Die idealisierte Einzelschicht weist transversalisotropes Materialverhalten auf. Die
Symmetrieklasse der i-UD-Einzelschicht bleibt während des gesamten Schädigungs-
prozesses erhalten.
• Bei zyklischer Belastung von GF-MLG/EP-Verbunden treten keine irreversiblen Ver-
formungen auf. Vereinfachend wird linear-elastisches Spannungs-Dehnungs-Verhalten
mit lastspielzahlabhängigen Werkstoffkennwerten angenommen.
• Die Degradationsanalyse erfolgt inkrementell in jedem Lastspiel mit jeweils aktua-
lisierten reduzierten Schichtsteifigkeiten und -festigkeiten. Der Schädigungszuwachs
pro Lastschritt ist gering und kann mit Hilfe der Schädigungsevolutionsgleichungen
ausreichend genau bestimmt werden.
• Der Schädigungszuwachs ist für eine geringe Anzahl von Lastzyklen konstant, so dass
eine mit der Lastspielzahl abschnittsweise linear ansteigende Schädigung abgebildet
wird.
• Der Einfluss unterschiedlicher Beanspruchungs-Zeit-Verläufe (Sinus-, Dreieck-, Recht-
eckverläufe etc.) auf das Schädigungsverhalten kann vernachlässigt werden. Lediglich
die Beanspruchungshöhe in den Umkehrpunkten der Belastung und der momentane
Schädigungszustand sind entscheidend für den Schädigungszuwachs.
4.1.2 Elastizitätstheoretische Grundgleichungen
Materialverhalten der i-UD Einzelschicht
Das orthotrope Materialverhalten von GF-MLG-Verbunden mit ihrer komplexen Verstär-
kungs- und Maschenfadenarchitektur wird für die hier betrachteten Beanspruchungen mit
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Hilfe eines äquivalenten Mehrschichtverbundes, bestehend aus idealisierten unidirektiona-
len Basisschichten, beschrieben. Für allgemeines linear elastisches anisotropes Materialver-
halten gilt das Hookesche Gesetz
σij = Cijklεkl bzw. εij = Sijklσkl, (4.1)
mit dem Steifigkeitstensor Cijkl und dem Nachgiebigkeitstensor Sijkl. Die elastische Form-
änderungsenergiedichte
U =
1
2
σijεij (4.2)
resultiert damit zu
U =
∫ ε
0
Cijklεkldεij =
1
2
Cijklεijεkl . (4.3)
In Matrixschreibweise unter Zuhilfenahme der Voigtschen Notation ergibt sich für das
Hookesche Gesetz weiterhin:
[σ] = [C] [ε] bzw. [ε] = [S] [σ] (4.4)
mit dem Verzerrungsvektor [ε] sowie dem Spannungsvektor [σ] in der Form
[ε] =

εx
εy
εz
γxy
γxz
γyz
 [σ] =

σx
σy
σz
τxy
τxz
τyz
 . (4.5)
Die Matrixkomponenten Cij bzw. Sij definieren die symmetrische Steifigkeitsmatrix und
die symmetrische Nachgiebigkeitsmatrix1. Damit gilt:
[C] = [S]−1 . (4.6)
Bei allgemeiner Anisotropie des Werkstoffes sind die Matrizen mit 21 voneinander unab-
hängigen Komponenten voll besetzt. Durch die Ausnutzung von Materialsymmetrien etwa
über Symmetrieebenen bzw. -achsen kann die Anzahl der unabhängigen Komponenten
reduziert werden.
Im Fall der Orthotropie ist das Materialverhalten durch zwei Symmetrieebenen (z.B. be-
züglich der 12-, 13-Ebene) charakterisiert. Die Struktur der Steifigkeitsmatrix [C] ergibt
sich zu
[C] =

C11 C12 C13 0 0 0
C12 C22 C23 0 0 0
C13 C23 C33 0 0 0
0 0 0 C44 0 0
0 0 0 0 C55 0
0 0 0 0 0 C66
 . (4.7)
1Der allgemein üblichen Notation folgend werden kleine Buchstaben (x,y,z) für Größen in globalen
Bauteilkoordinaten, sowie Ziffern (1..6) für Größen im Faserkoordinatensystem verwendet. Die Ziffer 1
steht für die Faserrichtung.
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Es genügen 9 unabhängige Materialkonstanten zur vollständigen Beschreibung des Steifig-
keits- bzw. Nachgiebigkeitsverhaltens. Orthotropes Materialverhalten ist typisch für bidi-
rektional und symmetrisch zur Mittelebene verstärkte Schichten.
Bei Vorliegen einer Materialvorzugsrichtung etwa in 1-Richtung und Isotropie in der 2-3-
Ebene ergibt sich transversalisotropes Materialverhalten und es verbleiben fünf unabhän-
gige Materialkonstanten.
[C] =

C11 C12 C12 0 0 0
C12 C22 C23 0 0 0
C12 C23 C22 0 0 0
0 0 0 1
2
(C22 − C23) 0 0
0 0 0 0 C66 0
0 0 0 0 0 C66
 . (4.8)
Die Komponenten Cij der Steifigkeitsmatrix lassen sich durch die Ingenieurkonstanten
2
E1, E2, ν12 undG12 ausdrücken. Unter Annahme eines ebenen Spannungszustandes ergeben
sich für die transversalisotrope Basisschicht im Materialkoordiatensystem die reduzierten
Steifigkeiten Qij mit i = 1, 2, 6:
Q11 =
E1
1− ν12ν21
, Q12 =
ν21E2
1− ν12ν21
,
Q22 =
E2
1− ν12ν21
, Q66 = G12. (4.9)
Durch die Polartransformation [
Q̄
]
= [T ] [Q] [T ]T (4.10)
mit der bekannten Transformationsmatrix [T ] (vgl. Anhang A.1) resultieren die reduzierten
Steifigkeiten in globalen Koordinaten (x, y, z) aus den Steifigkeiten im faserangepassten
Koordinatensystem (1, 2, 3).
Zur Berechnung des Deformationsverhaltens eines aus mehreren Basisschichten aufgebau-
ten Textilverbundes dient das Strukturgesetz:[
N
M
]
=
[
A B
B D
] [
ε
κ
]
(4.11)
das die Schnittkräfte und -momente über die Struktursteifigkeitsmatrix mit den Verzerrun-
gen und Krümmungen verknüpft. Die Dehn-, Koppel- und Biegesteifigkeiten Aij, Bij und
Dij berechnen sich gemäß der klassischen Laminattheorie aus den reduzierten Steifigkeiten
Q̄ij.
2Zur Indizierung der Querkontraktionszahlen wird auf die Vorgabe der VDI-Richtlinie 2014 zurück-
gegriffen, wobei mit dem ersten Index der Querkontraktionszahl die Wirkrichtung und mit dem zweiten
Index die Richtung der Ursache benannt wird.
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4.1.3 Kontinuums-Schädigungsmechanik
Im Fall einer homogenen Beanspruchung eines Volumenelementes oberhalb der Beanspruch-
barkeit wird im Rahmen der Kontinuums-Schädigungsmechanik für isotrope Werkstoffe
von einer gleichmäßigen Schädigung ausgegangen. Die infolge Schädigung reduzierte Quer-
schnittsfläche ist damit nicht von der gewählten Schnittebene [42] abhängig. Zur Formu-
lierung einer dimensionslosen Schädigungsgröße D wird die geschädigte Querschnittsfläche
δAD gemäß
D =
δAD
δA
mit 0 ≤ D ≤ 1 (4.12)
auf die ursprüngliche Schnittfläche δA bezogen. Die noch ungeschädigte (effektive) Quer-
schnittsfläche δÃ ergibt sich demnach zu
δÃ = δA(1−D) . (4.13)
Das Kräftegleichgewicht am geschädigten Volumenelement
σ̃δÃ = σδA (4.14)
führt mit der effektiven Spannung σ̃ [65] weiterhin zu
σ̃ =
σ
1−D
. (4.15)
Damit ergibt sich die im Querschnitt wirkende effektive Spannung eines geschädigten iso-
tropen Werkstoffs als Funktion der nominalen Spannung σ und des Schädigungsparame-
ters D. Mit dem Prinzip der Lokalität und dem Prinzip der Dehnungsäquivalenz nach
Lemaitre [42] folgt als Grundgleichung der Schädigungsmechanik für den einachsigen
Beanspruchungszustand das Deformationsgesetz mit Berücksichtigung von Schädigung:
σ̃ = Cε bzw. σ = C̃ε. (4.16)
Die effektive Steifigkeit
C̃ = C(1−D) (4.17)
bezeichnet die infolge zunehmender Werkstoffschäden abnehmende Steifigkeit in Bezug auf
die Ausgangssteifigkeit C in Abhängigkeit vom Schädigungsparameter D. Für die Beschrei-
bung der experimentell nachgewiesenen abnehmenden Restfestigkeit – infolge fortlaufend
zunehmender zyklisch induzierter Schädigung – wird analog zum Abfall der Steifigkeit die
effektive Festigkeit R̃ in Abhängigkeit vom Schädigungsparameter formuliert:
R̃ = R(1−D) . (4.18)
Zur Beschreibung der anisotropen Schädigung bei GF-MLG-Verbunden ist es notwendig,
den Schädigungsparameter D für isotrope Schädigung durch richtungsabhängige Schädi-
gungsparameter zu verallgemeinern, so dass sich Gleichung (4.15) in Voigtscher Notation
zu:
σ̃i = Dij σj (i, j = 1, 2, 6) (4.19)
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ergibt. Für die effektive Formänderungsenergiedichte Ũ bei Belastung eines elastischen
geschädigten Werkstoffs folgt analog zu Gleichung (4.2)
Ũ =
1
2
σ̃ijεij . (4.20)
Aufgrund der zu erwartenden großen Anzahl zu bestimmender Modellparameter ist die
Struktur der Schädigungsmatrix für praktische Anwendungen möglichst einfach zu wählen.
Für die i-UD-Einzelschichten wird
[D] =
 11−D1 0 00 1
1−D2 0
0 0 1
1−D6
 (4.21)
mit den Schädigungsparametern D1, D2 und D6 angesetzt.
Zur Herleitung der thermodynamischen Grundgleichung für die Beschreibung energetisch
dissipativer Schädigungsprozesse bei Belastung eines elastischen Kontinuums wird unter
der Voraussetzung isothermer Zustandsänderung und der Vernachlässigung von viskoelas-
tischem Materialverhalten die Helmholtzsche Freie Energie ψ in Abhängigkeit von der
Zustandsvariablen ψ = ψ(εij, Dij) formuliert. Der zweite Hauptsatz der Thermodynamik
ergibt sich bei konstanter Dichte zu:(
σi − ρ
∂ψ
∂εi
)
ε̇i − ρ
∂ψ
∂Dij
Ḋij ≥ 0 . (4.22)
Für einen aktuellen Verformungszustand lässt sich die Ungleichung nur unter der Bedingung
− ρ ∂ψ
∂Dij
Ḋij ≥ 0 (4.23)
erfüllen. Durch Einführung der leistungskonjugierten Größe3 Yij zum Schädigungstensor
Dij
Yij = −ρ
∂ψ
∂Dij
(4.24)
ergibt sich
YijḊij ≥ 0 , (4.25)
d.h. die aufgrund von Schädigung dissipierte Energie wird in Wärme umgewandelt.
4.1.4 Konstitutive Beziehungen der geschädigten i-UD Einzel-
schicht
Bei zyklischer Beanspruchung treten – im Gegensatz zu statischen Belastungszuständen –
mitunter Wechsel zwischen Zug- und Druckbeanspruchung auf. Darüber hinaus sind auf-
grund von Rissschließungseffekten signifikante Unterschiede in den richtungsabhängigen
3In der Literatur wird Yij als thermodynamische Kraft [87] oder Energiefreisetzungsrate [42] bezeichnet.
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Steifigkeiten bei Zug- und Druckbeanspruchung zu erwarten, so dass die Nachgiebigkeit
bei Zugbeanspruchung (Index t) getrennt von der Nachgiebigkeit bei Druckbeanspruchung
(Index c) entsprechend
Stij =

1
Et1
−ν12
Et2
0
−ν21
Et1
1
Et2
0
0 0 1
G6
 , Scij =

1
Ec1
−ν12
Ec2
0
−ν21
Ec1
1
Ec2
0
0 0 1
G6
 . (4.26)
zu formulieren ist. Für die geschädigte i-UD-Einzelschicht ergibt sich somit aus dem Hoo-
keschen Gesetz
εt,ci = S
0
ijσ̃
t,c
j = S
0
ijD
t,c
ik σk = S̃
t,c
ik σk (i, j, k = 1, 2, 6) . (4.27)
Dabei ist zu beachten, dass die Schädigungsparameter Zustandsparameter des Werkstoffes
darstellen und damit per se unabhängig von der Belastung sind [42]. Vielmehr ist der
Einfluss von Rissschließungseffekten auf den Abfall der Steifigkeit und Festigkeit in Zug-
bzw. Druckrichtung unterschiedlich. Der Schädigungstensor für Druckbelastung:
Dcij =
 Dc11 0 00 Dc22 0
0 0 D12
 (4.28)
wird daher mit den formal richtungsabhängigen Einflussparametern hi zur Beschreibung
der passiven Schädigung gemäß
Dc11 =
1
1− h1D1
, Dc22 =
1
1− h2D2
(4.29)
mit h1, h2 ≤ 1 erweitert.
4.2 Modellierung des Degradationsverhaltens
Zur mathematischen Beschreibung des Degradationsverhaltens von textilverstärkten
Kunststoffen bei zyklischer Belastung werden die kontinuums-schädigungsmechanischen
Ansätze problemspezifisch angepasst. Dazu wird die experimentell nachgewiesene Werk-
stoffdegradation mit Hilfe von richtungsabhängigen Schädigungsparametern beschrieben,
deren Zuwachs mit phänomenologisch basierten Schädigungsevolutionsgleichungen in
Abhängigkeit von der bruchmodebezogenen Anstrengung modelliert wird.
4.2.1 Berechnungsmethodik
Die Degradationsanalyse basiert auf einem inkrementellen Berechnungsverfahren gemäß
Abbildung 4.1, bei dem eine zyklusweise Auswertung des Anstrengungs- und Schädigungs-
zustandes erfolgt.
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Ausgehend von einer äußeren zyklischen mechanischen Belastung werden mit Hilfe der klas-
sischen Laminattheorie die Spannungszustände in dem – gedanklich in idealisierte Einzel-
schichten entflochtenen – Textilverbund ermittelt. Gemäß den Modellannahmen (vgl. Ab-
schnitt 4.1.1) werden dabei jeweils nur die in den Umkehrpunkten der Beanspruchungs-
-Zeit-Funktion herrschenden Spannungszustände als primär schädigungsrelevante Größen
ausgewertet. Durch eine nachgeschaltete Anstrengungsanalyse mit Hilfe bruchmodebezoge-
ner Versagensbedingungen lassen sich die bruchmodespezifischen Werkstoffanstrengungen
in den idealisierten Einzelschichten berechnen. Für den Fall des Totalversagens des Gesamt-
verbundes, d.h. Faserbruch aufgrund von faserparallelen Zug- und Druckbeanspruchungen
sowie Keilbruchversagen infolge von Transversaldruckbelastung wird die Berechnung in die-
sem Ablauf gestoppt. Anderenfalls wird auf Basis von Energiedichtekriterien die Initiierung
von Schädigung geprüft und für Anstrengungen unterhalb der Initiierungsgrenze die Be-
Abbildung 4.1: Berechnungsmethodik zur inkrementellen Analyse des Schädigungsverhal-
tens textilverstärkter Verbundwerkstoffe bei zyklischer Belastung
4.2 Modellierung des Degradationsverhaltens 49
rechnung des Lastschrittes ohne Schädigungszuwachs beendet (siehe Abschnitt 4.2.3). An-
strengungen oberhalb der Initiierungsgrenze führen hingegen zum Schädigungsfortschritt,
der mit Hilfe von Schädigungsevolutionsgleichungen dD/dn quantifiziert wird (siehe Ab-
schnitt 4.2.2). Sie sind als Summe bruchmodebezogener Schädigungszuwachsfunktionen ϕ
formuliert, welche die Schädigungszuwächse in den verschiedenen Bruchmoden im aktuellen
Lastschritt nk beschreiben. Durch die Anwendung der Grundgleichungen der Kontinuums-
Schädigungsmechanik stehen der effektive Steifigkeitstensor und die Restfestigkeit zur Ana-
lyse des darauffolgenden Lastschrittes nk+1 = nk + ∆n zur Verfügung. Nach Abbruch der
Schädigungsrechnung, etwa durch Erreichen einer Ziellastspielzahl oder durch Totalver-
sagen des Textilverbundes, stehen neben der Lebensdauer insbesondere der Verlauf der
Basisschichtsteifigkeiten und -festigkeiten sowie der maßgebliche Versagensmodus als Er-
gebnis zur Verfügung.
4.2.2 Anstrengungsanalyse
Für die Anstrengungsanalyse von GF-MLG/EP auf der Ebene der idealisierten Einzel-
schicht werden nach dem Failure Mode Concept von Cuntze bei ebenen Beanspruchungen
fünf unabhängige Bruchmoden unterschieden [8] (Abbildung 4.2). Dies sind bei faserparalle-
ler Zug- und Druckbeanspruchung zwei Faserbruchmoden (FF4 1 und FF 2) sowie bei Zug-,
Druck- und Schubbeanspruchung senkrecht zur Faserrichtung drei Bruchmoden (IFF5 1 bis
3) für den Zwischenfaserbruch.
s
1
s
2t21
s
2
s
1
IFF 1 IFF 2 IFF 3
FF 1 FF 2
Abbildung 4.2: Bruchmoden unidirektionaler Einzelschichten und zugehörige Anstrengun-
gen nach Cuntze [8]
4Fibre-Failure
5Inter-Fibre-Failure
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Für jeden der beschriebenen Bruchmoden wird nach dem FMC eine äquivalente Beanspru-
chung σ∗equ (mit ∗ =‖ σ, ‖ τ,⊥ σ,⊥ τ,⊥‖) auf Grundlage von Invarianten formuliert und
mit Hilfe der Festigkeiten die bruchmodebezogene Werkstoffanstrengung Eff ∗ definiert. Für
die unidirektionale Einzelschicht bei ebener Belastung ergeben sich die Anstrengungen zu:
Eff‖σ =
σ1
R‖σ
, Eff‖τ =
−σ1
R‖τ
, Eff⊥‖ =
|τ21|
(R⊥‖ − µσ2)
,
Eff⊥σ =
σ2
R⊥σ
, Eff⊥τ =
−σ2
R⊥τ
. (4.30)
Die Gesamtanstrengung Eff ges resultiert aus den Einzelanstrengungen analog der Ausfall-
wahrscheinlichkeit einer Reihenschaltung:
Eff ges =
((
Eff‖σ
)m
+
(
Eff⊥σ
)m
+
(
Eff‖τ
)m
+
(
Eff⊥τ
)m
+
(
Eff⊥‖
)m) 1m
(4.31)
mit dem Ausrundungskoeffizienten m. Für zyklische Zug- und Druckbeanspruchung werden
die bruchmodebezogenen Werkstoffanstrengungen F ∗ in den Umkehrpunkten des Bean-
spruchungs-Zeit-Verlaufes mit
F ‖σ =
σ1,o
R‖σ
, F ‖τ =
−σ1,u
R‖τ
, F⊥σ =
σ2,o
R⊥σ
, F⊥τ =
−σ2,u
R⊥τ
(4.32)
berechnet. Bei zyklischer Beanspruchung mit Schubspannungsanteil ist für die maximale
Anstrengung im Beanspruchungsverlauf zu differenzieren:
F⊥‖ =

(|τ21,o|)
(R⊥‖−µσ2,o)
|τ21,o| > |τ21,u| ; |σ2,o| > |σ2,u|
(|τ21,o|)
(R⊥‖−µσ2,u)
|τ21,o| > |τ21,u| ; |σ2,o| < |σ2,u|
(|τ21,u|)
(R⊥‖−µσ2,o)
|τ21,o| < |τ21,u| ; |σ2,o| > |σ2,u|
(|τ21,u|)
(R⊥‖−µσ2,u)
|τ21,o| < |τ21,u| ; |σ2,o| < |σ2,u|
. (4.33)
Analog hierzu wird vorbereitend für die Schädigungsanalyse (vergl. hierzu Abschnitt 4.2.4)
die minimale Werkstoffanstrengung definiert:
F⊥‖ =

(|τ21,u|)
(R⊥‖−µσ2,u)
|τ21,o| > |τ21,u| ; |σ2,o| > |σ2,u|
(|τ21,u|)
(R⊥‖−µσ2,o)
|τ21,o| > |τ21,u| ; |σ2,o| < |σ2,u|
(|τ21,o|)
(R⊥‖−µσ2,u)
|τ21,o| < |τ21,u| ; |σ2,o| > |σ2,u|
(|τ21,o|)
(R⊥‖−µσ2,o)
|τ21,o| < |τ21,u| ; |σ2,o| < |σ2,u|
. (4.34)
Die Gesamtanstrengung Fges ergibt sich analog
F ges =
(
F ‖σ
s
+ F⊥σ
s
+ F ‖τ
s
+ F⊥τ
s
+ F ‖⊥
s
) 1
s
. (4.35)
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Die bruchmodebezogenen Anstrengungen des geschädigten Werkstoffs folgen durch Er-
setzen der nominellen Spannungen durch die effektiven Spannungen (siehe hierzu An-
hang A.4). Der Ausrundungsparameter s = s(D) ist allgemein als Funktion der Schädigung
anzusetzen. Die Klärung dieser Abhängigkeit ist jedoch noch Gegenstand wissenschaftli-
cher Untersuchungen, so dass der Ausrundungsparameter hier als konstant angenommen
wird.
4.2.3 Schädigungsinitiierungsanalyse
Die Modellierung der Schädigungsinitiierung kann für die idealisierte UD-Einzelschicht mit
Hilfe von Energiekriterien etwa nach Shokrieh oder Cuntze [7,58,75] erfolgen. Grundlage
der Berechnungen ist die Spannweite der Verzerrungsenergiedichte ∆U . Durch Anwendung
der Gleichung (4.2) ergibt sich für ebene Beanspruchungen:
∆U =
1
2
(∆σ1∆ε1 +∆σ2∆ε2 +∆τ12∆γ12) . (4.36)
Durch die Normierung mit der Verzerrungsenergiedichte bei statischer Beanspruchung bis
zum Bruch lässt sich ein Schädigungsinitiierungskriterium für zyklische Beanspruchungen
unabhängig von der Mittelspannung in der Form
∆W (N) = ∆W ‖σ +∆W ‖τ +∆W⊥σ +∆W⊥τ +∆W ‖⊥ (4.37)
formulieren. Für linear elastisches Materialverhalten wird das Kriterium mit Hilfe der
Spannweite des Quadrates der Anstrengung (vgl. auch Gleichung (4.2.2)) gemäß
∆W (N) = ∆
((
F ‖σ
)2)
+∆
((
F ‖τ
)2)
+∆
((
F⊥σ
)2)
+∆
((
F⊥τ
)2)
+∆
((
F ‖⊥
)2)
(4.38)
dargestellt. Die experimentell bestimmbare kritische Formänderungsenergiedichte lässt sich
in Anlehnung an die Gleichung der Wöhlergeraden im doppelt logarithmischen Diagramm
durch
∆W (N) = c1N
−c2 (4.39)
mathematisch beschreiben. Mit Hilfe von Schwingfestigkeitsuntersuchungen werden die
werkstoffabhängigen Modellparameter c1 und c2 ermittelt.
Die Genauigkeit der Abbildung der experimentellen Ergebnisse durch Gleichung (4.39) hat
sich als unzureichend herausgestellt, so dass hier ein Ansatz der Form:
∆W (N) =
(
1− VW
N − VW
)NW
(4.40)
mit den Modellparameter NW und VW verwendet wird.
Die Berechnung der Schädigungsinitiierung bei zyklischen Belastungen mit veränderlicher
Amplitude erfolgt unter Zuhilfenahme der linearen Schadensakkumulation nach Miner.
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Dazu wird die bei gleichbleibend fortgeführter Beanspruchung theoretisch ertragbare Last-
spielzahl N∗ für jeden Bruchmodus auf Grundlage der Energiekriterien berechnet und der
dazugehörige Minerparameter D∗M gemäß:
D∗M =
∑ n
N∗
(4.41)
akkumuliert. Die Schädigungsinitiierung erfolgt für den Grenzfall D∗M = 1 bzw. das Er-
reichen der experimentell bestimmten kritischen Energiedichte im aktuellen Lastspiel. Mit
zunehmender Laststpielzahl kommt es zum Wachstum der Schäden und zur Werkstoffde-
gradation. Wird keine Schädigung initiiert, so erfolgt der nächste Berechnungsschritt mit
unveränderten Basiskennwerten.
4.2.4 Degradationsanalyse
Zur Beschreibung des inkrementellen richtungsabhängigen Zuwachses der Schädigung auf
mesoskopischer Ebene werden Schädigungsevolutionsgleichungen gewählt, die als Summe
der – den Bruchmoden zugeordneten – Schädigungszuwächse formuliert sind. Die bruch-
modebezogenen Schädigungszuwachsfunktionen ϕ sind als Funktion der jeweiligen Werk-
stoffanstrengung und – in ausgewählten Fällen – des zugeordneten Schädigungsparameters
dargestellt. Damit stehen im aktuellen Lastschritt auch Informationen über die bereits
vollzogene Lastgeschichte zur Verfügung. Die experimentell nachgewiesene Kopplung der
Schädigung erfolgt auf Modellebene durch Einführung von Koppelfaktoren q∗i , mit deren
Hilfe die bruchmodebezogenen Schädigungszuwachsfunktionen verschiedener Bruchmoden
mit den Schädigungsparametern Di (i = 1, 2, 6) gekoppelt werden. Zur Erfassung der Last-
geschichte wird eine inkrementelle Formulierung der Evolutionsgleichung gemäß
dDi
dn
= ϕ∗ q∗i (∗ =‖ σ, ‖ τ,⊥ σ,⊥ τ,⊥‖)6 (4.42)
vorgenommen, wobei im Unterschied zu herkömmlichen Lebensdauermodellen keine direkte
Abhängigkeit von der Lastspielzahl besteht, sondern von dem Werkstoffzustand und der
aktuellen Anstrengung. Für den ebenen Spannungszustand folgt aus Gleichung (4.42)
dDi
dn
=
d
dn
 D1D2
D6
 =
ϕ‖σ
 q
‖σ
1
q
‖σ
2
q
‖σ
6

+
ϕ‖τ
 q
‖τ
1
q
‖τ
2
q
‖τ
6

+
ϕ⊥σ
 q⊥σ1q⊥σ2
q⊥σ6
+
ϕ⊥τ
 q⊥τ1q⊥τ2
q⊥τ6
+
ϕ⊥‖
 q
⊥‖
1
q
⊥‖
2
q
⊥‖
6

 . (4.43)
6Die Einsteinsche Summenkonvention ist sinngemäß auf die über den Index ∗ referenzierten Bruchmoden
zu übertragen.
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Die mathematische Formulierung der Schädigungszuwachsfunktionen ϕ∗ erfolgt dabei in
Anlehnung an die experimentell ermittelte schichtbezogene Rissdichtezunahme. Kriterien
für die Auswahl geeigneter Zuwachsfunktionen sind neben der realistischen Modellierung
der Werkstoffdegradation eine geringe Anzahl von Modellparametern sowie eine einfache
Handhabbarkeit der Gleichungen.
Für kontinuierlich zunehmende Schädigung bietet sich im einfachsten Fall eine Konstante
als Schädigungszuwachsfunktion, etwa in Form der skalierten bruchmodebezogenen Werk-
stoffanstrengung gemäß
ϕ(D,F ) = ϕ(F ) = c · F (4.44)
an. Bei gleichbleibender Beanspruchung im Verlauf der zyklischen Belastung führt der
konstante Schädigungszuwachs durch Summation über die Lastspielzahl zu einer linear
zunehmenden Schädigung (vergl. hierzu Abbildung 4.3).
Abbildung 4.3: Einfluss der Parameterauswahl für den konstanten Schädigungszuwachs ge-
mäß Gleichung (4.44) – (4.46)
In Abhängigkeit vom Werkstoffverhalten können darüber hinaus weitere Parameter zur
verbesserten Modellierung des Einflusses der Werkstoffanstrengung auf das Schwingfestig-
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keitsverhalten notwendig werden. Dazu wird die Anstrengung F in Gleichung (4.44) etwa
durch Potenz- oder Exponentialfunktionen der Anstrengung ersetzt:
ϕ(F ) = c1F
c2 , (4.45)
ϕ(F ) = c1e
c2·F . (4.46)
Die linear mit der Lastspielzahl zunehmende Schädigung wird durch Erreichen der maxi-
malen Anstrengung oder einer kritischen Schädigung Dc im jeweiligen Berechnungszyklus
abgebrochen. Die kritische Schädigung beschreibt dabei den richtungsabhängigen Schädi-
gungszustand, bei dem es im Einstufenversuch zur Schädigungslokalisierung bzw. Makro-
rissinitiierung kommt.
Für die effektive Abbildung des experimentell ermittelten Schädigungszuwachses von GF-
MLG/EP-Verbunden bei ebener Schubbeanspruchung und bei faserparalleler Zugbeanspru-
chung wird der Ansatz nach Gleichung (4.46) gewählt.
Neben derartigen linearen Schädigungsverläufen wurden in den phänomenologischen Be-
trachtungen degressive Schädigungszuwächse beobachtet. Die Beschreibung derartiger
Schädigungsverläufe erfolgt über die Sättigungsfunktion gemäß
ϕ(D,F ) = c1F (Ds −D) (4.47)
in Abhängigkeit von der Werkstoffanstrengung F , dem zugeordneten Schädigungsparame-
ter D und der Sättigungsgrenze Ds mit 0 ≤ Ds ≤ 1. Anschaulich kann die Sättigungsgrenze
als ein Maß für die Resttragfähigkeit eingebetteter geschädigter Schichten, etwa infolge von
Schubspannungsüberbrückung, interpretiert werden (vgl. Abbildung 4.4). Über den Para-
meter c1 lässt sich der Bereich des starken Schädigungszuwachses zu Beginn der Belastung
abbilden (vgl. Abbildung 4.4). Eine der Sättigungsfunktion vergleichbare Charakteristik
weisen Exponentialfunktionen der Art:
ϕ = c1Fe
(
−c2 D√
F
)
(4.48)
mit den Materialparametern c1 und c2 auf (vgl. etwa auch [51] und Abbildung 4.5). Der-
artige Schädigungszuwachsfunktionen mit degressivem Verlauf werden im Rahmen dieser
Arbeit zur Beschreibung der Schädigung im Bruchmodus IFF 1 herangezogen.
Für Bruchmoden mit einer sudden-death-Schädigungscharakteristik ist die Anwendung ei-
ner Schädigungszuwachsfunktion gemäß
ϕ(D,F ) = c1 ·D · F
(
1 + ec2(F−c3)
)
(4.49)
mit den Modellparametern c1, c2 und c3 vorteilhaft (vgl. auch Abbildung 4.6). Der zuge-
ordnete Schädigungsparameter D geht als Faktor in die Zuwachsfunktion ein. Es ist daher
notwendig, für das erstmalige Überschreiten der Schädigungsinitiierungsgrenze eine geringe
Anfangsschädigung D0 zur Aktivierung des Schädigungszuwachses zu definieren.
Die Auswahl geeigneter Schädigungszuwachsfunktionen aus Gleichung (4.44) bis (4.49)
erfolgt jeweils werkstoffspezifisch anhand des experimentell ermittelten Steifigkeitsabfalls.
4.2 Modellierung des Degradationsverhaltens 55
Abbildung 4.4: Einfluss der Werkstoffparameter c1 und Ds auf den Verlauf des Schädi-
gungsparameters D nach Gleichung (4.47)
Bei der Verwendung der Schädigungszuwachsfunktionen nach (4.48) und (4.49) können
in Abhängigkeit von den Modellparametern bzw. der Anzahl der durchlaufenen Zyklen
unzulässige Werte für den Schädigungsparameter (D > 1) berechnet werden, so dass für
praktische Anwendungsfälle ein entsprechendes Abbruchkriterium vorzusehen ist.
Die Schädigungszuwachsfunktionen beschreiben die Evolution von Schädigungen in den
Bruchmoden zunächst unabhängig voneinander. Experimentell wurde gezeigt, dass die
Schäden in Abhängigkeit von ihrer geometrischen Ausprägung gekoppelt zur richtungs-
abhängigen Steifigkeitsdegradation beitragen. Diese Kopplung wird hier durch die phäno-
menologisch und physikalisch begründete Wahl von Koppelvektoren erfasst. Der Schädi-
gungszuwachs ϕ‖σ ist über den experimentell zu bestimmenden Koppelparameter q
‖σ
6 mit
Abbildung 4.5: Einfluss der Werkstoffparameter c1 und c2 auf den Verlauf des Schädigungs-
parameters D nach Gleichung (4.48)
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Abbildung 4.6: Einfluss der Werkstoffparameter c1, c2 und c3 sowie der Anstrengung F auf
den Verlauf des Schädigungsparameters D nach Gleichung (4.49)
der Degradation bezüglich Schubbeanspruchung gekoppelt, wohingegen der Einfluss auf die
Schädigung quer zur Faserrichtung vernachlässigbar ist. Somit ergibt sich
q
‖σ
i =
 10
q
‖σ
6
 . (4.50)
Im Umkehrschluss haben Schäden im Bruchmodus IFF 1 keine Auswirkung auf die Degra-
dation in Faserrichtung, wohingegen Schäden im Bruchmodus IFF 2 mit dem Koppelpa-
rameter q
⊥‖
1 beitragen. Zusätzlich wird die Kopplung zwischen IFF 2 und der Degradation
quer zur Faserrichtung über q
⊥‖
2 , der Einfluss von Schäden im Bruchmodus IFF 1 mit
dem Koppelparameter q⊥σ6 auf die Kennwerte bei Schubbeanspruchung berücksichtigt. Die
zugehörigen Koppelvektoren q⊥σi und q
⊥‖
i resultieren zu:
q⊥σi =
 01
q⊥σ6
 und q⊥‖i =
 q⊥‖1q⊥‖2
1
 . (4.51)
4.2 Modellierung des Degradationsverhaltens 57
Im Fall von Schädigungsinitiierung im Bruchmodus FF 2 sowie IFF 3 ist von Totalversagen
des Verbundes auszugehen. Die Vektoren q
‖τ
i und q
⊥τ
i sind daher ohne Beschränkung der
Allgemeinheit gemäß
q
‖τ
i =
 11
1
 q⊥τi =
 11
1
 (4.52)
anzusetzen. Die noch unbestimmten Koppelparameter werden mit Hilfe der richtungs- und
belastungsartabhängigen Steifigkeitsdegradation bei mehrachsiger Belastung bestimmt und
können auch Werte oberhalb von Eins annehmen.
4.2.5 Umsetzung des Berechnungsmodells
Für die Parameteridentifikation, die Modellvalidierung und die praktische Anwendung
des erarbeiteten Schädigungsmodells wurden die Modellgleichungen gemäß dem in Ab-
bildung 4.1 dargestellten Ablaufdiagramm in ein Berechnungsprogramm implementiert.
Damit ist es möglich, die durchgeführten kraftgeregelten phasen- und frequenzgleichen
Zug/Druck-Torsions-Versuche an GF-MLG/EP-Verbundrohrprobekörpern bis zum Punkt
der Schädigungslokalisierung (vgl. Abschnitt 3.2.1) zu simulieren. Darüber hinaus lässt sich
auch das Werkstoffverhalten bei dehnungsgeregelten zyklischen Versuchen sowie das Ver-
halten von Textilverbundstrukturen mit beliebigem Schichtaufbau vorhersagen, sofern die
gedankliche Entflechtung in i-UD-Schichten gerechtfertigt ist.
Der mehrachsig belastete GF-MLG/EP-Verbundrohrprobekörper wird im Berechnungs-
modell durch einen ebenen rechteckigen Mehrschichtverbund mit unsymmetrischem Struk-
turaufbau sowie entsprechenden Schnittkräften N und Schnittmomenten M abgebildet.
Die Verzerrungen ergeben sich mit Hilfe des Strukturgesetzes der klassischen Laminattheo-
rie aus Gleichung (4.11). Dabei kann die Wirkung der Rohrform des Probekörpers auf
das Spannungs-Dehnungs-Verhalten aufgrund der Behinderung strukturbedingter Koppel-
effekte etwa durch Vernachlässigung der Koppelmatrix (B = 0) berücksichtigt werden.
Diese Modellannahme wird im Folgenden sowohl für Zug- als auch für Torsionsbelastung
gestützt durch den Vergleich der Schichtspannungen des idealen Rohrprobekörpers mit
[0/90]-Verstärkung (Kennwerte siehe Anhang A.2) aus der entsprechend modifizierten klas-
sischen Laminattheorie und aus der verfeinerten 3D-Schichtentheorie für dickwandige ani-
sotrope Zylinderschalen. Letztere Theorie basiert auf den Grundgleichungen der Mechanik
anisotroper Zylinderschalen mit den in Zylinderkoordinaten formulierten Gleichgewichts-
bedingungen der orthotropen Einzelschicht unter Vernachlässigung von Volumenkräften
∂σr
∂r
+
1
r
∂τrφ
∂φ
+
∂τrz
∂z
+
σr − σφ
r
= 0 (4.53)
∂τrφ
∂r
+
1
r
∂σφ
∂φ
+
∂τφz
∂z
+
2τrφ
r
= 0
∂τrz
∂r
+
1
r
∂τφz
∂φ
+
∂σz
∂z
+
2τrz
r
= 0
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sowie mit den kinematischen Beziehungen
εr =
∂u
∂r
, εφ =
1
r
∂u
∂φ
+
u
r
, εz =
∂w
∂z
, (4.54)
γφz =
1
r
∂w
∂φ
+
∂v
∂z
, γrz =
∂u
∂z
+
∂w
∂r
, γrφ =
1
r
∂u
∂φ
+
∂v
∂r
− v
r
mit u, v, w als Verschiebungen in r-, φ- bzw. z-Richtung und dem verallgemeinerten Elas-
tizitätsgesetz nach Gleichung (4.1). Für eine Vielzahl von technischen Problemstellungen
bei anisotropen Zylinderschalen werden in [39] daraus analytische Lösungen erarbeitet.
Für die rotationssymmetrischen Belastungen Zug und Torsion des idealen Rohrprobekör-
pers unter Vernachlässigung von Volumenkräften, Eigenspannungen sowie thermischen und
medialen Einflüssen lässt sich für jede Einzelschicht eine lineare inhomogene Eulersche
Differentialgleichung für die Radialverschiebung u(r)
C11r
2d
2u
dr2
+ C11r
du
dr
− C22u = (4.55)
− (C13 − C23)Kcr − (2C14 − C24)Kdr2 ,
mit den Steifigkeiten Cij, den Konstanten Kc (globale Dehnung in Achsrichtung) und Kd
(globale Drillung des Zylinders) gewinnen. Die Lösung gelingt durch die Substitution r = et
mit dem Ansatz u(t) = Kekt. Für den hier gegebenen [0/90]-Schichtaufbau sind darüber
hinaus zwei Lösungstypen mit
1. C11 6= C22 für die 90°-verstärkte Außenschicht
u = K1r
k1 +K2r
k2 + UcKcr + UdKdr
2 + Ueω
2r3 (4.56)
2. C11 = C22 für die 0°-verstärkte Innenschicht
u = K1r +K2
1
r
+ Ueω
2r3 (4.57)
mit dem Anisotropiegrad k1,2 = ±
√
C22/C11, den schichtspezifischen Konstanten K1 und
K2, den verbundspezifischen Konstanten Kc und Kd sowie den konstanten Koeffizienten
Uc, Ud und Ue zu unterscheiden. Für das zweischichtige Rohr sind demnach mit Hilfe der
Randbedingungen
2π
∫ ri
ra
σxrdr = P (4.58)
2π
∫ ri
ra
τφzr
2dr = Mt
und den Übergangsbedingungen zwischen den Schichten
σr(k) (rk+1) = σr(k+1) (rk+1) , u(k) (rk+1) = u(k+1) (rk+1) (4.59)
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sechs Konstanten zu ermitteln. Die resultierenden Verschiebungsausdrücke erlauben dann
über die Verschiebungs-Verzerrungs-Beziehungen bzw. das Werkstoffgesetz die Berechnung
der Verzerrungen und der Spannungen.
Zur Bewertung der in praxi auftretenden geometrie- und einspannungsbedingten inhomo-
genen Spannungszustände wird darüber hinaus ein FE-Modell mit 8-Knoten-Volumenele-
menten im Prüf- und Aufleimerbereich sowie aus 6-Knoten-Volumenelementen im Über-
gangsbereich herangezogen (vgl. Abbildung 4.7). Für die i-UD-Schichten werden jeweils
zwei Volumenelemente über der Schichtdicke vorgesehen. Neben der nominellen Zug- und
Torsionsbelastung (F = 20 kN, M = 50 Nm) werden zusätzlich die im Versuch auftreten-
den Einspannbedingungen (σr = −1, 9 MPa) im Bereich der Aufleimer aufgebracht.
Abbildung 4.7: FE-Diskretisierung mittels Volumenelementen zur Simulation des Rohrpro-
bekörpers
Die mit den unterschiedlichen Modellen ermittelten Spannungszustände sind für die 0°-
verstärkte Innenschicht und die 90°-verstärkte Außenschicht am Innen- und Außenradius
entlang des 70 mm langen Prüfbereiches gegenübergestellt (Belastungfall Zug in Abbil-
dung 4.8 und Belastungsfall Torsion in Abbildung 4.9).
Abbildung 4.8: Vergleich der Schichtspannungen für den zweischichtigen Rohrprobekörper
bei Zugbelastung
Im Vergleich zu der aufwändigeren analytischen Referenzlösung mittels 3D-Schichtentheo-
rie zeigen die nach der modifizierten klassischen Laminattheorie (CLT mod.) ermittelten
60 4 Schädigungsmodell für textilverstärkte Kunststoffe bei zyklischer Belastung
Abbildung 4.9: Vergleich der Schichtspannungen für den zweischichtigen Rohrprobekörper
bei Torsionsbelastung
schädigungsrelevanten Schichtspannungen eine Abweichung von lediglich 8 %, was eine
im Verhältnis zum Aufwand sehr gute Übereinstimmung bedeutet. Eine größere Abwei-
chung tritt nur bei Zugbelastung für die nicht versagensrelevante querkontraktionsbe-
dingte Druckspannung in Faserrichtung der 90°-Schicht auf. Die Spannungsverläufe der
FE-Lösungen entlang der Prüfkörperachse zeigen, dass der im Aufleimerbereich durch die
Einspannkräfte sowie die Dickensprünge gestörte Spannungszustand im Übergangsbereich
schnell abklingt, so dass im Prüfbereich homogene Spannungszustände vorliegen.
Zusammenfassend lässt sich hieraus die zugrundegelegte Vorgehensweise unter Verwendung
der modifizierten klassischen Laminattheorie für die Modellvalidierung sowie die Lebens-
daueranalyse von Strukturen mit konstantem Querschnitt nachdrücklich rechtfertigen, was
vor allem im Hinblick auf eine effiziente Schädigungsanalyse von großer Bedeutung ist.
Zusätzlich wird zur Verkürzung der Rechenzeit die zyklenweise Schädigungsrechnung
Di+1 = Di + Ḋi∆ni , (4.60)
mit dem Schädigungszustand im aktuellen Lastspiel Di, dem berechneten Schädigungs-
inkrement Ḋi und dem Schädigungszustand im nächsten Lastsschritt Di+1 (vgl. Abbil-
dung 4.10), eine abschnittsweise Linearisierung über mehrere Lastspiele vorgeschlagen. Die
Gleichung 4.60 wird dazu in Form einer Taylorentwicklung bis zum quadratischen Glied
Di+1 = Di + Ḋi∆ni + D̈i
∆n2i
2
(4.61)
mit der Zyklusschrittweite ∆ni formuliert. Mit der Wahl eines maximalen Schädigungs-
inkrementes ∆D = Di+1 − Di, für das die Linearisierung durchgeführt wird, kann die
Zyklusschrittweite als die kleinste positive Wurzel für ∆ni gemäß
∆ni =
−Ḋi ±
√
Ḋ2i + 2
Ḋi−Ḋi−1
∆ni−1
∆D
Ḋi−Ḋi−1
∆ni−1
(4.62)
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Abbildung 4.10: Definition von Größen zur beschleunigten zyklusweisen Schädigungsrech-
nung
mit der Approximation
D̈i =
Ḋi − Ḋi−1
∆ni−1
(4.63)
berechnet werden.
Infolge der richtungsabhängigen und schichtweisen Schädigung richtet sich die zulässige
Schrittweite nach dem Bruchmodus mit dem maximalen Schädigungszuwachs. Zu Beginn
der Schädigungsrechnung ist die zulässige Schrittweite aufgrund stark zunehmender Schä-
digung in den primären Bruchmoden gering und nimmt mit Erreichen der Sättigungsgrenze
sukzessive zu. Im Bereich des CDS, welcher etwa 60 % der gesamten Lebensdauer umfasst,
wird so eine große Schrittweite erreicht. Beim progressiven Schädigungszuwachs gegen Ende
der Lebensdauer verkürzt sich die Schrittweite wieder entsprechend. Mit dieser implemen-
tierten variablen Schrittweitenanpassung kann mit einem geringen Rechenzeitaufwand eine
hohe Simulationsgenauigkeit erreicht werden.
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4.3 Parameteridentifikation
Für die Identifikation der Modellparameter der Schädigungsinitiierung (Vw, Nw), der Schä-
digungsevolution (ci, Ds, Dc), der Koppelvektoren (q) sowie der Einflussparameter der
passiven Schädigung (hi) werden die Ergebnisse der in Kapitel 3 beschriebenen einachsi-
gen und mehrachsigen Schwingfestigkeitsversuche (vgl. hierzu Abbildung 3.6) sowie in der
Literatur verfügbare Daten herangezogen. Dabei werden neben den Schwingfestigkeitsdia-
grammen insbesondere die Steifigkeitsverläufe (Edyn(N), Gdyn(N)) ausgewertet.
4.3.1 Schädigungsinitiierung
Die Berechnung der Schädigungsinitiierung bei zyklischer Belastung erfolgt auf Grundlage
der kritischen normierten Formänderungsenergiedichte (vgl. Abschnitt 4.2.3). Dazu sind
an unidirektional verstärkten Verbundrohrprobekörpern vorzugsweise Einstufenversuche
durchzuführen. Für ebene Beanspruchungszustände sind zur Approximation von ∆W (N)
kraftgeregelte Wöhlerversuche gemäß Tabelle 4.1 prinzipiell notwendig.
Tabelle 4.1: Versuchsplanung zur Bestimmung der bruchmodebezogenen kritischen nor-
mierten Formänderungsenergiedichte
Bruchmodus Belastung Verstärkung Kennwertfunktion
IFF 1 Zugschwell 90° ∆W⊥σ
IFF 2 Schubschwell 90° ∆W⊥‖
IFF 3 Druckschwell 90° ∆W⊥τ
FF 1 Zugschwell 0° ∆W ‖σ
FF 2 Druckschwell 0° ∆W ‖τ
Aufgrund der technologisch bedingten Unzugänglichkeit einer isolierten i-UD-Basisschicht
von GF-MLG/EP werden zur Schädigungsinitiierungsrechnung Literaturkennwerte heran-
gezogen. Die in [75] publizierten Schwingfestigkeitswerte für unidirektional glasfaserver-
stärkte Epoxidharze bei den Bruchmoden IFF 1, IFF 2 sowie IFF 3 werden in die kriti-
schen normierten Formänderungsenergiedichten gemäß Gleichung (4.38) umgerechnet. Für
den Bruchmodus IFF 3 werden darüber hinaus die im Rahmen dieser Arbeit experimen-
tell ermittelten Wöhlerkurven für GF-MLG/EP-Verbunde unter Druckschwellbelastung
verwendet, da das Schwingfestigkeitsverhalten dabei identisch auf diesen Bruchmodus zu-
rückgeführt werden kann und keine Spannungsumlagerungen im Textilverbund zu erwarten
sind. Diese gemessenen Werte gliedern sich in die Literaturkennwerte vergleichbarer Werk-
stoffe ein (vgl. Abbildung 4.11).
Daraus ergibt sich für GF-MLG/EP eine kritische normierte Formänderungsenergiedichte
zur Modellierung der Schädigungsinitiierung in den Zwischenfaserbruchmoden gemäß:
∆W (N) =
(
1 + 3, 36
N + 3, 36
)0,11
. (4.64)
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Unabhängig vom vorherrschenden Spannungsverhältnis lässt sich damit bezügich der Zwi-
schenfaserbruchmoden die Lebensdauer von GF-MLG/EP bis zur Schädigungsinitiierung
schichtbezogen berechnen.
Abbildung 4.11: Normierte kritische Formänderungsenergiedichte für die i-UD-Basisschicht
von GF-MLG/EP
Für die Faserbruchmoden FF 1 und FF 2 liegen hingegen keine verlässlichen Daten für Ein-
stufenversuche bis zur Schädigungsinitiierung vor, so dass hier auf eine Schädigungsinitiie-
rungsrechnung verzichtet werden muss. Die in dieser Arbeit untersuchten verhältnismäßig
hohen Belastungsamplituden führen aber ohnehin so frühzeitig zur Schädigungsinitiierung
in Faserrichtung, dass ohne großen Fehler von einer Schädigung gleich zu Beginn ausge-
gangen werden kann.
4.3.2 Schädigungsevolution
Zur Bestimmung der Parameter der Schädigungszuwachsfunktionen ci der i-UD-Basisschicht
wird die Steifigkeitsdegradation von [0/90]-Verbunden im einachsigen zyklischen Versuch
separat für jeden Bruchmodus ausgewertet. Dabei ist der Steifigkeitsverlauf mit der
schichtspezifischen Schädigungsphänomenologie abzugleichen, da selbst bei einachsiger
äußerer Belastung in den idealisierten Basisschichten des GF-MLG/EP-Verbundes bereits
mehrere Bruchmoden gleichzeitig angesprochen werden.
Die Schädigungszuwachsfunktionen ϕ⊥σ und ϕ‖σ der Bruchmoden IFF 1 und FF 1 werden
mit Hilfe der Steifigkeitsdegradation des [0/90]-Verbundes bei einachsiger Zugschwellbe-
lastung ermittelt. Wie in Abschnitt 3.2.1 dargestellt, ist der charakteristische degressive
Steifigkeitsabfall zu Beginn der Zugschwellbelastung (Phase I) nahezu ausschließlich auf
die Bildung von Querrissen in der senkrecht zur Belastungrichtung orientierten Schicht
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zurückzuführen. Die in Belastungsrichtung orientierte Basisschicht wird vor allem in Be-
zug auf den Bruchmodus FF 1 angesprochen, dessen zugeordneter Schädigungszuwachs zu
diesem frühen Zeitpunkt der Belastung vernachlässigbar gering ist. Für die Basisschichten
(Index: 90° und 0°) während der ersten Phase des Steifigkeitsabfalles vereinfacht sich die
Schädigungsevolutionsgleichung (4.43)
Phase I:
d
dn
 D1D2
D6
∣∣∣∣∣∣
90°
=
ϕ⊥σ
 q⊥σ1q⊥σ2
q⊥σ6
 6= 0 ,
d
dn
 D1D2
D6
∣∣∣∣∣∣
0°
=
ϕ‖σ
 q
‖σ
1
q
‖σ
2
q
‖σ
6

 = 0. (4.65)
Die Koppelvektoren werden dabei ohne Beschränkung der Allgemeinheit zu
q
‖σ
i =
 10
0
 , q⊥σi =
 01
0
 (4.66)
gesetzt. Durch den Abgleich des berechneten mit dem experimentell ermittelten Steifig-
keitsabfall (vgl. Abbildung 4.12) und die Anpassung der Modellparameter wird zunächst
die Schädigungszuwachsfunktion ϕ⊥σ vollständig bestimmt. Diese Methodik ist nicht von
der gewählten mathematischen Formulierung der Schädigungszuwachsfunktion abhängig.
Abbildung 4.12: Abgleich von rechnerisch und experimentell ermitteltem Steifigkeitsabfall
von GF-MLG/EP bei Zugschwellbelastung
Für das Degradations- und Schwingfestigkeitsverhalten von beanspruchungsgerecht dimen-
sionierten Faserverbundbauteilen ist weiterhin vor allem das Schädigungsverhalten in Fa-
serrichtung ausschlaggebend. Die zugeordnete Schädigungszuwachsfunktion ϕ‖σ ist bestim-
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mend für den geringen linearen Steifigkeitsabfall der Phase II (vgl. Kapitel 3.2). Die Schä-
digungsevolutionsgleichung vereinfacht sich zu:
Phase II:
d
dn
 D1D2
D6
∣∣∣∣∣∣
90°
=
ϕ⊥σ
 q⊥σ1q⊥σ2
q⊥σ6
 = 0 ,
d
dn
 D1D2
D6
∣∣∣∣∣∣
0°
=
ϕ‖σ
 q
‖σ
1
q
‖σ
2
q
‖σ
6

 6= 0 . (4.67)
Die Bestimmung der Modellparameter erfolgt analog durch sukzessiven Abgleich mit dem
Experiment (vgl. Abbildung 4.12). Als obere Grenze der Schädigungsevolution wird ein kri-
tischer Schädigungsparameter Dc gewählt, bei dem es im Experiment zur Schädigungsloka-
lisierung und zum makroskopischen Risswachstum in Verbindung mit einem progressiven
Steifigkeitsabfall kommt.
Für die Bestimmung der Modellparameter der Schädigungszuwachsfunktion ϕ⊥‖ (Bruch-
modus IFF 2) wird die Steifigkeitsdegradation bei schwellender Torsionsbelastung heran-
gezogen (vgl. Abbildung 4.13). Die Schädigungsevolutionsgleichung kann im Fall reiner
Schubbeanspruchung und unter der Voraussetzung identischer Eigenschaften der beiden
idealisierten Basisschichten einheitlich zu:
d
dn
 D1D2
D6
∣∣∣∣∣∣
0°,90°
=
ϕ⊥‖
 q
⊥‖
1
q
⊥‖
2
q
⊥‖
6

 6= 0 mit q⊥‖i =
 00
1
 (4.68)
vereinfacht werden. Der Schädigungszuwachs wird dabei für die erste und zweite Phase
der Steifigkeitsdegradation gemeinsam modelliert. Aufgrund der im Versuch beobachteten
Schadenslokalisierung und der Gefahr von Stabilitätsversagen gegen Ende der Lebensdauer
ist es im Rahmen der Modellannahmen nicht möglich, die Modellierung über die zweite
Phase hinaus vorzunehmen. Die mit Gleichung (4.68) eingeführte Vereinfachung der Schä-
digungsevolutionsgleichung für zweischichtige Kreuzverbunde ist nur unter der Bedingung
eines reinen Schubspannungszustandes zulässig. Zur Bestimmung des Schädigungszuwach-
ses im Bruchmodus IFF 2 ist es somit von Vorteil, spezifische Schubschwellversuche, wie
etwa Torsionsschwingversuche an Rohrprobekörpern, durchzuführen. Die in der Litera-
tur zur Charakterisierung der Schubeigenschaften oft verwendeten Zugschwellversuche an
Streifenprobekörpern mit ±45° Faserausrichtung sind dagegen auf der Schichtebene durch
eine kombinierte (σ2, τ21)-Beanspruchung gekennzeichnet. Es tritt eine überlagerte Schä-
digungsevolution in den Bruchmoden IFF 1, IFF 2 sowie FF 1 auf, die nicht ohne weiteres
den zugehörigen bruchmodebezogenen Schädigungszuwachsfunktionen anteilig zugeordnet
werden kann.
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Abbildung 4.13: Vergleich von Modellansatz und experimentell ermittelter Steifigkeitsde-
gradation zur Bestimmung der Modellparameter von ϕ⊥‖
Die entsprechend der beobachteten Schädigungscharakteristik ausgewählten Zuwachsfunk-
tionen für GF-MLG/EP-Verbunde und die mit den oben genannten Methoden ermittelten
zugehörigen Modellparameter sind in der Tabelle 4.2 zusammengefasst.
Für die Schädigungszuwachsfunktion nach (Gleichung (4.44)) mit einem konstanten Schä-
digungszuwachs bezüglich FF 1 können die Modellparameter c4 und c5 aus den experimen-
tellen Daten als Anstieg des CDS näherungsweise abgelesen werden.
Tabelle 4.2: Modellparameter der Schädigungszuwachsfunktionen nach Abschnitt 4.3.2
Bruchmodus Gleichung Modellparameter7 Wert
IFF 1 (4.47)
c1
Ds
7E-5
4E-1
IFF 2 (4.46)
c2
c3
Dc2
8E-12
12
40E-2
FF 1 (4.46)
c4
c5
Dc1
6E-10
18,46
11E-2
Die Modellierung des Schädigungsverhaltens bezüglich der Bruchmoden IFF 3 und FF 2
beschränkt sich auf die Abbildung der Schädigungsinitiierung gemäß Abschnitt 4.3.1, da
sich experimentell kein Schädigungszuwachs nachweisen lässt. Im Fall von Schädigungsini-
tiierung wird von einem Totalversagen des Verbundwerkstoffs ausgegangen.
Zur Abbildung des Schädigungsverhaltens bei phasengleicher mehrachsiger Belastung wer-
den die verbliebenen Komponenten der Koppelvektoren q
‖σ
6 , q
⊥σ
6 und q
⊥‖
2 sowie die Ein-
7Die Parameter sind zur eindeutigen Identifizierung gemäß ihrer Position in der jeweiligen Gleichung
aufsteigend nummeriert.
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flussparameter der passiven Schädigung hi aus den Ergebnissen der Zug-Torsions- und
Druck-Torsions-Schwellversuche an Rohrprobekörpern bestimmt (vgl. Abschnitt 3.2.1).
Die Versuchsergebnisse lassen darauf schließen, dass trotz der mikromechanisch begründe-
ten Interaktion von Schädigungen im Bruchmodus FF 1 mit dem Schubsteifigkeitsabfall
keine messbare Kopplung besteht. Damit gilt:
q
‖σ
6 = 0 . (4.69)
Umgekehrt ist dagegen ein Einfluss der Schädigung im Bruchmodus IFF 2 auf die Steifig-
keitseigenschaften in Faserrichtung mit q
⊥‖
1 6= 0 festzustellen. Darüber hinaus ist aufgrund
der nahezu identischen Schädigungsphänomenologie eine Kopplung mit der Steifigkeitsde-
gradation in 2-Richtung (q
⊥‖
2 6= 0) und umgekehrt (q⊥σ6 6= 0) nachgewiesen. Die Parameter-
identifikation erfolgt mit der iterativen Anpassung des berechneten an den experimentell
ermittelten Steifigkeitsabfall bei Zug-Torsions-Belastung (vgl. Abbildung 4.14). Die resul-
tierenden Koppelparameter sind in Tabelle 4.3 angegeben.
Abbildung 4.14: Identifikation der Koppelparameter anhand des Zugsteifigkeits- (links)
und Schubsteifigkeitsabfalles (rechts) von GF-MLG/EP-Verbunden bei
Zug-Torsions-Belastung (LP2)
Tabelle 4.3: Koppelparameter für GF-MLG/EP nach Gleichung 4.51
Modellparameter Wert
q⊥σ6 1,8
q
⊥‖
1 0,3
q
⊥‖
2 0,5
hi (i = 1, 2) 0,5
Für die Bestimmung der Einflussparameter der passiven Schädigung hi werden die Er-
gebnisse der Druck-Torsions-Schwingversuche herangezogen (vgl. Abbildung 4.15). Der im
Experiment beobachtete Unterschied des Drucksteifigkeitsabfalles bei Druckschwell- bzw.
Druck-Torsions-Schwellversuchen (vgl. Abbildung 3.19) lässt sich über die Einflusspara-
meter hi beschreiben. Die bereits quantifizierte Kopplung von Schubbeanspruchung mit
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dem Zugsteifigkeitsabfall in Faserrichtung und Querfaserrichtung (q
⊥‖
1 und q
⊥‖
2 ) wirkt sich
aufgrund von Rissschließungseffekten nur bedingt auf die Drucksteifigkeit bei Druck-Schub-
Beanspruchung aus. Im Rahmen der Kontinuums-Schädigungsmechanik ist ausschließlich
die geschädigte Querschnittsfläche für die Schädigung maßgeblich. Zwischen h1 und h2
wird dementsprechend hier nicht unterschieden und es gilt h1 = h2. Durch die Wahl von
hi (i = 1, 2) wird die experimentell ermittelte Steifigkeitsdegradation in Achsrichtung auf-
grund von überlagerter Druck-Schub-Schwellbeanspruchung gezielt eingestellt (vgl. Tabel-
le 4.3).
Abbildung 4.15: Abgleich des rechnerischen mit dem experimentell ermittelten Druckstei-
figkeitsabfall bei überlagerter Druck-Schub-Beanspruchung
4.4 Modellvalidierung
Die beschriebene Methode zur Parameteridentifikation für das erarbeitete Lebensdauermo-
dell stützt sich auf die makroskopische Steifigkeitsdegradation bei einachsigen und mehr-
achsigen Schwingversuchen (LP1–4) sowie die Schwingfestigkeit bei Druckschwellbelastung
(LP5). Zur Modellvalidierung werden im Unterschied dazu die prognostizierten Schwing-
festigkeitsdiagramme der Lastpfade 2 und 4 sowie der Restfestigkeitsverlauf auf dem Last-
pfad 1 herangezogen.
Für den ausgewählten mehrachsigen Zug-Torsions-Lastpfad LP2 sind die prognostizierte
Wöhlerkurve und die Ergebnisse der Einstufenversuche (logarithmische Mittelwerte) in Ab-
bildung 4.16 gegenübergestellt. Die berechnete Wöhlerkurve ist durch einen nichtlinearen
Verlauf mit einem ausgeprägten Kurzzeitfestigkeitsbereich bis etwa 1000 LS, einem weitge-
hend linearen Zeitfestigkeitsverlauf bis etwa 100000 LS und einem Langzeitfestigkeitsverlauf
mit geringerer Steigung gekennzeichnet. Die experimentellen Ergebnisse im Zeitfestigkeits-
bereich werden gut wiedergegeben, wobei die Modellierungsergebnisse höhere Lebensdauern
erwarten lassen. Die Schwingfestigkeit wird jeweils durch Versagen der 0°-Schicht infolge
kritischer Schädigung im Bruchmodus FF 1 erreicht. Die resultierenden Steifigkeitsverläufe
sind exemplarisch für die experimentell untersuchten Lasthorizonte in Abbildung 4.17 zu-
sammenfassend dargestellt. Infolge der überlagerten Zug-Schub-Beanspruchung sowie der
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für GF-MLG/EP festgestellten ausgeprägten Kopplung der Schädigung kommt es zu einem
signifikant nichtlinearen Steifigkeitsabfall für Edyn und Gdyn. Die Lastumlagerung erfolgt
dabei von der infolge Querzugspannung und Schubspannung stark geschädigten 90°-Schicht
auf die lasttragende 0°-Schicht.
Abbildung 4.16: Vergleich der experimentell ermittelten und rechnerisch bestimmten
Schwingfestigkeit von GF-MLG/EP bei Zug-Schub-Schwellbeanspruchung
(LP2)
Abbildung 4.17: Prognostizierter Längssteifigkeitsverlauf (links) und Schubsteifigkeitsver-
lauf (rechts) von GF-MLG/EP bei Zug-Schub-Schwellbeanspruchung
(LP2)
Im Unterschied zur Wöhlerkurve für LP2 wird bei Druck-Torsions-Belastung (LP4) gemäß
Abbildung 4.18 eine lineare Wöhlerkurve im untersuchen Lastspielzahlbereich prognosti-
ziert. Die Versagensursache ist durch den Schädigungszuwachs im Bruchmodus IFF 2 bis
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zur kritischen Schädigung infolge des Schubspannungsanteiles gegeben. Die experimentel-
len Ergebnisse werden mit dem Berechnungsmodell durch die Position sowie durch die Nei-
gung der Wöhlerlinie sehr gut wiedergegeben. Das Steifigkeitsverhalten von GF-MLG/EP
bei Druck-Schub-Beanspruchung ist durch einen konstanten Schädigungszuwachs im Bruch-
modus IFF 2 bestimmt, wobei der Drucksteifigkeitsabfall auf die passive Schädigung infolge
Schubbeanspruchung zurückzuführen ist (vgl. Abbildung 4.19). Darüber hinaus ergibt sich
aus den Modellrechnungen, dass keine Spannungsumlagerungen von der 90°-Schicht auf die
0°-Schicht zu verzeichnen sind.
Abbildung 4.18: Vergleich der experimentell ermittelten und rechnerisch be-
stimmten Schwingfestigkeit von GF-MLG/EP bei Druck-Schub-
Schwellbeanspruchung (LP4)
Abbildung 4.19: Prognostizierter Längssteifigkeitsverlauf (links) und Schubsteifigkeitsver-
lauf (rechts) von GF-MLG/EP bei Druck-Schub-Schwellbeanspruchung
(LP4)
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Von besonderer Bedeutung für die Auslegung von Hochleistungsstrukturen ist die Restfes-
tigkeit nach zyklischer Belastung. Sie begrenzt die Beanspruchbarkeit des Werkstoffes ge-
genüber allen nachfolgenden Belastungen. Exemplarisch wird in Abbildung 4.20 die berech-
nete Restfestigkeit nach Zugbeanspruchung den experimentellen Ergebnissen gegenüberge-
stellt. Die Restfestigkeit ist dabei ausschließlich auf die Zugfestigkeit (FF 1) der tragenden
0°-Faserschicht zurückzuführen, da bei den quasistatischen Restfestigkeitsuntersuchungen
zusätzliche Schäden in die 90°-Schicht induziert werden und die Resttragfähigkeit dieser
Schicht damit als vernachlässigbar gering eingeschätzt werden kann. Durch die Modellie-
rung der Schädigung im Bruchmodus FF 1 mit Hilfe einer konstanten Schädigungszuwachs-
funktion wird die Restfestigkeit von GF-MLG/EP bei Zugschwellbeanspruchung sehr gut
wiedergegeben [27]. Aus der Werkstoffmodellierung bei zyklischer Druckbeanspruchung mit
unveränderten Ausgangssteifigkeiten und -festigkeiten bis zur Schädigungsinitiierung (vgl.
Abbildung 4.1) lässt sich auch die korrekt vorhergesagte gleichbleibende Restfestigkeit bei
Druckschwellbeanspruchung begründen.
Abbildung 4.20: Restfestigkeit von GF-MLG/EP bei Zugschwellbeanspruchung (links) und
Druckschwellbeanspruchung (rechts), Vergleich Modell und Experiment
Das Berechnungsmodell konnte somit anhand einiger ausgewählter praxisrelevanter Belas-
tungskombinationen erfolgreich validiert werden. Damit steht ein Schädigungsmodell zur
Berechnung der Werkstoffdegradation von textilverstärkten Kunststoffen bei mehrachsi-
ger Belastung zur Verfügung, mit dem sich Lastumlagerungen und bruchmodespezifische
Schädigungsvorgänge voraussagen lassen.
5 Anwendungsbeispiele
Auf Basis der durchgeführten phänomenologischen Betrachtungen zum Ermüdungsverhal-
ten von textilverstärkten Verbundwerkstoffen wurde ein Degradationsmodell erarbeitet,
implementiert und validiert. Durch die realistische Abbildung der Initiierung und der Evo-
lution der bruchmodespezifischen Schäden können die bisher pauschalen Abminderungsfak-
toren für dynamische Belastungen erstmals ersetzt und das Werkstoffpotential für Leicht-
bauanwendungen besser ausgenutzt werden. Die praktische Anwendung des neuen De-
gradationsmodells wird beispielhaft für den Lebensdauernachweis eines textilverstärkten
Schüttgutbechers und einer textilverstärkten Zugstrebe demonstriert.
5.1 Textilverstärkte Schüttgutbecher für
Förderanlagen
Die energiesparende und geräuscharme Förderung von Schüttgut mit Becherwerken über
große Spannweiten erfordert den Einsatz neuartiger Leichtbauwerkstoffe. Neben der Im-
pactbelastung der Becherlippe sowie des Korpus etwa durch grobes Schüttgut sind Schütt-
gutbecher vor allem zyklischen Belastungen durch die fortlaufenden Beladungs- und Entla-
dungsvorgänge ausgesetzt [34]. Im Rahmen des Schwerpunktprogrammes SPP 1123 wurde
ein GF-MLG-verstärkter Schüttgutbecher für Anwendungen der kunststoffverarbeitenden
Industrie gemäß Abbildung 5.1 entwickelt.
Die Auslegung des Schüttgutbechers bezog sich dabei vor allem auf die Absicherung der
Tragfähigkeit hinsichtlich quasistatischer und hochdynamischer Belastungen. Hierzu wer-
den umfangreiche Simulationsrechnungen mit Hilfe der FE-Methode und skalenübergrei-
fender Werkstoffmodelle durchgeführt. Die Schwingfestigkeitsanalyse wurde, wie in der
Faserverbundpraxis bislang üblich, rein experimentell durchgeführt und stützt sich auf die
Ergebnisse von Einstufenversuchen an einschnittigen Bolzenverbindungen und zyklischen
Bauteilversuchen. Die im Betrieb auftretenden zyklischen Belastungen wurden dabei mit-
tels einer Einstufenbiegebelastung der Schüttgutbecherlippe idealisiert.
Mit Hilfe des hier entwickelten Schädigungsmodells lassen sich erstmals die angewandten
Auslegungsmethoden mit einer schichtbezogenen Degradationsanalyse bei zyklischer Belas-
tung erweitern und die zu erwartenden Bruchmoden und betriebsbedingten Schädigungen
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vorhersagen. Entsprechend dem vorgestellten Berechnungsablauf wird die Biegebelastung
der Becherlippe (vgl. Abbildung 5.1) zunächst mit Hilfe einer üblichen Simluationsrechnung
mit der FE-Methode unter Berücksichtung großer Deformationen simuliert. Die schichtbe-
zogene Spannungsanalyse zeigt vor allem in den Bereichen der Sicken und Versteifungen der
Becherhalterung die maximalen Beanspruchungen (vgl. Abbildung 5.2). Die anschließen-
de Anstrengungsanalyse bezüglich der Zwischenfaserbruchmoden IFF 1, IFF 2 und IFF 3
erfolgt mit den in Anhang A.2 angegebenen Kennwerten der i-UD-Basisschicht des Schütt-
gutbechers. Gemäß Abbildung 5.3 ist die Schädigungsinitiierung für zyklische Belastungen
zuerst im Bruchmodus IFF 1 zu erwarten. Zyklische Belastungen mit einer Maximalkraft
oberhalb von 210 N führen bereits in den ersten Schwingspielen zur Schädigungsinitiierung.
Die vorausberechneten Schädigungen im Bruchmodus IFF 2 wirken sich wegen der bean-
spruchungsgerechten Faserorientierung nur wenig auf die Gesamtsteifigkeit des Bauteils
aus. Dies deckt sich mit den in [34] beschriebenen experimentellen Befunden.
Abbildung 5.1: Versuchsaufbau zur Untersuchung des textilverstärkten Schüttgutbechers
bei zyklischer Belastung [34]
Abbildung 5.2: Spannungskonzentrationen bei zyklischer Belastung im Bereich der geome-
trischen Versteifungselemente des Schüttgutbechers, F = 210 N
Für die weitergehende Berechnung der Restlebensdauer bis zu einem kritischen Schä-
digungszustand sind die geometrisch bedingte ungleichmäßige Spannungsverteilung und
die resultierende inhomogene Schädigung zu berücksichtigen. Für die hierzu erforderli-
chen FE-Rechnungen ist das erarbeitete Degradationsmodell noch in entsprechenden FE-
Programmcode zu implementieren.
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Abbildung 5.3: Prognostizierte Schädigungsinitiierung in Abhängigkeit von der Belastungs-
höhe für die Bruchmoden IFF 1, IFF 2 und IFF 3
5.2 Textilverstärkte Zugstrebe für Anwendungen im
Automobilbau
Die Übertragbarkeit des entwickelten Schädigungsmodells auf andere textilverstärk-
te Verbundwerkstoffe wird anhand einer zugschwellbelasteten kohlenstofffaserverstärkten
Zugstrebe demonstriert, welche im Rahmen des vom BMBF geförderten Verbundvorhabens
SIMOTEX gemeinsam mit der BMW AG als Demonstratorbauteil ausgewählt wurde. Ziel
ist die Entwicklung werkstoffangepasster Simulationswerkzeuge für 3D-Textilverbunde bei
Schwing- und Impactbelastungen. Die Auslegung der Zugstrebe erfolgt im Hinblick auf eine
hohe Längssteifigkeit bei gleichzeitig schadenstolerantem Schädigungsverhalten. Darüber
hinaus muss die Zugstrebe Missbrauchslastfällen, wie etwa Biege- und Impactbelastungen,
standhalten.
Die textile Preform der Zugstrebe wird im sogenannten Tailored-Fibre-Placement(TFP)-
Verfahren hergestellt, wobei einzelne Kohlenstofffaserrovings mit Hilfe eines Stickautoma-
ten auf einem Stickgrund, hier ein Glasfasergewebe mit geringer Grammatur, fixiert werden.
Das Verfahren bietet eine sehr hohe Flexibilität der Fadenablage bei hoher Wiederholge-
nauigkeit. Die Verstärkungsfäden werden dabei zu einem Mehrschichtverbund mit einer
weitgehend gestreckten Fadenanordnung ohne die von den Geweben her bekannten Ondu-
lationen verarbeitet, so dass hier eine gute Vergleichbarkeit zu Mehrlagengestricken besteht.
Die Faserpreform wird anschließend in einem seriennahen RTM-Prozess zu einer faserver-
stärkten Kunststoffkomponente weiterverarbeitet (vgl. Abbildung 5.4). Die Verstärkung
der Krafteinleitungen erfolgt durch nachträgliches Verkleben mit zweiteiligen Stahlbuch-
sen.
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Abbildung 5.4: Kohlenstofffaserpreform und textilverstärkte Komponente der Zugstrebe in
der RTM-Form
Auf der Grundlage von Einstufenversuchen mit Streifenprobekörpern mit [+45/−45]s- und
[0/90]s-Schichtaufbau werden die Modellparameter für die CF-TFP/EP-Basisschicht mit
der in Kapitel 4.3 beschriebenen Vorgehensweise bestimmt. Diese Modellparameter gehen
in die rechnerische Lebensdaueranalyse der Zugstrebe auf Basis des neuen Degradations-
modells ein, wobei ein repräsentativer Schichtaufbau der Zugstrebe zugrundegelegt wird.
Zur Validierung werden darüber hinaus schwellende Einstufenversuche mit der Zugstrebe
bei betriebsnahen Beanspruchungen durchgeführt (Abbildung 5.5).
Durch den Vergleich der Versuchs- und Berechnungsergebnisse konnte das erarbeitete Le-
bensdauermodell auch für bauteilähnliche Leichtbaustrukturen erfolgreich validiert werden
(Abbildung 5.6). Das große Potential des entwickelten Lebensdauermodells zeigt die Ge-
genüberstellung der Berechnungsergebnisse mit denen der in der Praxis derzeit angewen-
deten Auslegungsrichtlinien, etwa nach Germanischer LLoyd [47]. Mit den herkömmlichen
Auslegungsmethoden1 erfolgt eine signifikante Unterschätzung der Bauteillebensdauer, wo-
hingegen mit Hilfe des Schädigungsmodells eine geringfügig höhere Lebensdauer für den
repräsentativen Schichtaufbau gegenüber der Zugstrebe vorhergesagt wird. Insgesamt er-
gibt sich damit eine mit dem Faktor 16 verbesserte Lebensdauervorhersage.
Die Anwendungsbeispiele zeigen eindrucksvoll, dass die Analyse von Schädigungsinitiierung
als auch Schädigungsevolution durch das entwickelte Degradationsmodell erstmals eine
physikalisch basierte Auslegung von textilverstärkten Kunststoffbauteilen unter Ausnut-
zung tolerierbarer Schädigung ermöglicht. Das Potential textilverstärkter Kunststoffe bei
schwingend belasteten Strukturbauteilen lässt sich damit weiter erschließen und der Leicht-
baugrad deutlich über das übliche Maß hinaus erhöhen. Aufgrund dieser überzeugenden
Ergebnisse wird das Schädigungsmodell in Form einer User-Subroutine in das FE-System
1Die Auslegung erfolgt anhand der experimentell ermittelten Schubschwingfestigkeit (m = 19, 96 und
Rkt = 62, 33 MPa) ohne zusätzliche Sicherheitsfaktoren.
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Abbildung 5.5: Versuchsaufbau für die Schwingfestigkeitsuntersuchung der textilverstärk-
ten Zugstrebe im Einstufenversuch
Abbildung 5.6: Vergleich der experimentell ermittelten und berechneten Schwingfestigkeit
der CF-TFP-verstärkten Zugstrebe
Abaqus implementiert. Dem Berechnungsingenieur wird damit zukünftig ein wertvolles
Hilfsmittel zur verbesserten Auslegung textilverstärkter Kunststoffbauteile bereitgestellt.

6 Zusammenfassung und Ausblick
In den letzten Jahren hat vor allem die Verknappung der weltweit verfügbaren Material-
und Energieressourcen ein massives Umdenken von einem rein ökonomischen zu einem
nachhaltigen energieeffizienten Handeln hervorgerufen. In diesem Zusammenhang spielt
der Leichtbau mit seiner inhärenten Material- und Energieeffizienz eine zentrale Rolle.
Insbesondere textilverstärkte Kunststoffe bieten hier aufgrund ihrer geringen Dichte bei
gleichzeitig guten mechanischen Eigenschaften sowie aufgrund der sehr großen Flexibilität
zur beanspruchungsgerechten Anpassung der Werkstoffarchitektur ein hohes Leichtbau-
potential. Der industrielle Einsatz der noch jungen Werkstoffgruppe der textilverstärkten
Kunststoffe erfordert ein umfassendes Verständnis des Verformungs- und Versagensverhal-
tens. Während der Kenntnisstand zum werkstoffmechanischen Verhalten bei quasistatischer
Belastung in den letzten Jahren stark verbessert wurde, liegen zum Ermüdungsverhalten
und dessen Modellierung bislang nur wenig wissenschaftlich fundierte Erfahrungen vor. Dies
stellt insbesondere für den Einsatz der neuen Hochleistungswerkstoffe sowohl bei Luft- und
Raumfahrtanwendungen als auch im klassischen Fahrzeugbau noch eine große Herausfor-
derung dar.
In der Arbeit wurde daher ein neuartiges Degradationsmodell für textilverstärkte Kunst-
stoffe bei zyklischer Belastung auf Basis kontinuums-schädigungsmechanischer Ansätze
entwickelt. Dazu wurde zunächst die Schädigungsphänomenologie beispielhaft für Glasfa-
ser-Mehrlagengestrickverstärktes Epoxidharz sowohl bei einachsiger als auch erstmals bei
frequenz- und phasengleicher mehrachsiger zyklischer Belastung untersucht und klassifi-
ziert. In umfangreichen Versuchsreihen sind belastungsspezifische Schäden – in den bereits
für quasistatische Beanspruchung identifizierten Bruchmoden – zu beobachten, die sich in
charakteristischer Weise über den Verlauf der zyklischen Belastung aufsummieren und eine
deutliche Abhängigkeit von der Belastungsart und -richtung aufweisen. So bewirken et-
wa zyklische Zug- und Schubbeanspruchungen nach dem Punkt der Schädigungsinitiierung
eine ausgeprägte Vielfachrissbildung. Durch den resultierenden richtungsabhängigen Stei-
figkeitsabfall kommt es zur Spannungsumlagerung zwischen den Faserschichten und somit
erst verzögert zum Totalversagen. Im Unterschied dazu verursachen Druckschwellbelastun-
gen mit Erreichen der Initiierungsgrenze einen makroskopischen Riss, der infolge kritischen
Risswachstums sehr schnell zum Totalversagen führt. Darüber hinaus konnte in den mehr-
achsigen Belastungsversuchen die bislang unbekannte unterschiedliche Kopplung der Zug-
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und Schubsteifigkeitsverläufe bzw. Druck- und Schubsteifigkeitsverläufe quantifiziert und
mit den auftretenden Schädigungsphänomenen korreliert werden.
Zur Modellierung dieses belastungsabhängigen Materialverhaltens wurde ein neuartiger
inkrementeller Berechnungsablauf unter Berücksichtigung von Schädigungsinitiierung und
Schädigungsevolution entwickelt. Grundlage der Modellbildung ist dabei die gedankliche
Zerlegung des Textilverbundes in einen repräsentativen Mehrschichtverbund mit idealisier-
ten unidirektionalen Basisschichten, bei dem die Beanspruchungen schichtweise berechnet
werden können. Bei Erreichen der kritischen Formänderungsenergiedichte in nicht versa-
gensrelevanten Bruchmoden berechnet sich die richtungsabhängige Schädigungsevolution
als Summe der Schädigungszuwächse in den verschiedenen Bruchmoden. Die Schädigungs-
zuwachsfunktionen sind dabei unabhängig von der Lastspielzahl mit Hilfe des Schädigungs-
parameters und der wirkenden bruchmodebezogenen Werkstoffanstrengung formuliert. Die
auf diese Weise akkumulierte Schädigung wirkt sich über die Konzepte der Kontinuums-
Schädigungsmechanik auf die Schichtsteifigkeiten und -festigkeiten für den nächsten Be-
rechnungszyklus aus und erlaubt damit erstmals die Modellierung des sukzessiven Versa-
gensverhaltens von Textilverbunden bei schwingender Belastung mit Zug- und Schuban-
teilen. Für den Fall von Schädigungsinitiierung in versagensrelevanten Bruchmoden wird
der Berechnungsablauf beendet, womit etwa dem spontanen und schädigungsfreien Ver-
sagensverhalten bei Druckschwellbelastung Rechnung getragen wird. Die zur Kalibrierung
des Materialmodells notwendigen Kennwerte und Modellparameter werden anhand von
ein- und mehrachsigen Einstufenversuchen durch Auswertung der Spannungs-Dehnungs-
Hysterese sowie der Schwingfestigkeitsschaubilder ermittelt.
Das immense Potential der hier erstmals vorgenommenen schichtweisen Lebensdauermodel-
lierung unter Berücksichtigung von Schädigungsinitiierung und Schädigungsevolution wird
in ausgewählten Validierungsversuchen demonstriert. Neben der realistischen Abbildung
des Degradationsverhaltens ist eine sehr gute Vorausberechnung der richtungsabhängigen
Restfestigkeit nach zyklischer Belastung möglich. Das hier entwickelte Degradationsmodell
liefert damit erstmals die wesentlichen schichtbezogenen Informationen zum Werkstoffzu-
stand während zyklischer Belastung und ist ein essentieller Grundbaustein für die umfas-
sende Lebensdaueranalyse von textilverstärkten Strukturbauteilen.
Die praktische Leistungsfähigkeit des erarbeiteten Modells konnte bereits bei ersten Anwen-
dungen aus der Ingenieurpraxis aufgezeigt werden. Durch die Berechnung der Lebensdauer
bis zur Schädigungsinitiierung sowie durch die Vorhersage des Versagensmodus eines textil-
verstärkten Schüttgutbechers lassen sich die Einsatzgrenzen für unterschiedliche Werkstoff-
konfigurationen effizient bestimmen. Die Schwingfestigkeitsanalyse einer Kohlenstofffaser-
textilverstärkten Zugstrebe erfolgt unter Berücksichtigung der Spannungsumlagerungen
infolge bruchmodebezogener und schichtweiser Schädigung. Im Unterschied zu derzeit üb-
lichen Auslegungsmethoden der Praxis gelingt damit eine deutlich realistischere Lebens-
dauervorhersage.
Die im Rahmen der Arbeit gewonnenen Erkenntnisse sowie das neuartige Berechnungsmo-
dell tragen wesentlich zum Verständnis des Werkstoffverhaltens textilverstärkter Kunst-
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stoffe bei zyklischer Belastung bei. Darüber hinaus eignet sich das erarbeitete Berech-
nungsprogramm hervorragend für die Implementierung in kommerzielle FE-Software und
bietet hiermit dem Berechnungsingenieur erstmals die Möglichkeit, auf ein praxisgerechtes
Auslegungswerkzeug für schwingend belastete Textilverbundbauteile zurückzugreifen.
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serverstärkten Verbundstrukturen unter mehrachsiger Zug/Druck-Torsionsbelastung.
In: Schlimmer, M. (Hrsg.) ; Werkstoff-Informationsgesellschaft mbH Frankfurt (Ver-
anst.): Verbundwerkstoffe und Werkstoffverbunde. 2005, S. 551–556
[37] Karkkainen, Ryan L. ; Bhavani, V. ; Sankar, Z.: A direct micromechanical
approach toward the development of quadratic stress gradient failure criteria for textile
composites. In: Journal of Composite Materials 41 (2006), Nr. 16, S. 1917–1937
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digungsverlauf bei dynamischer Belastung. In: 3. AVK-TV Tagung. Baden-Baden,
September 2000
[91] Wen, C. ; Yazdani, S.: Anisotropic damage model for woven fabric composites
during tension-tension fatigue. In: Composite Structures 82 (2008), Nr. 1, S. 127–131
[92] Wharmby, A.W. ; Ellyin, F. ; Wolodko, J.D.: Observations on damage devel-
opment in fibre reinforced polymer laminates under cyclic loading. In: International
Journal of Fatigue 25 (2003), S. 437–446
[93] Yao, W.X. ; Himmel, N.: A new cumulative fatigue damage model for fibre-reinforced
plastics. In: Composites Science and Technology 60 (2000), Nr. 1, S. 59–64
A Anhang
A.1 Transformation der elastischen Konstanten
Die reduzierten Steifigkeiten der idealisierten Einzelschicht im Materialkoordinatensystem
(1,2) werden mit Hilfe der Transformationsmatrix [T ]
[T ] =
 cos2 θ sin2 θ −2 cos θ sin θsin2 θ cos2 θ 2 cos θ sin θ
cos θ sin θ − cos θ sin θ cos2 θ − sin2 θ
 . (A.1)
mit dem Winkel θ transformiert (vgl. Abbildung A.1). Die Nachgiebigkeiten Sxy im Bauteil-
koordinatensystem ergeben sich aus den Nachgiebigkeiten im Materialkoordinatensystem
entsprechend [
S̄
]
= [T ]−T [S] [T ]−1 (A.2)
Abbildung A.1: Definition der Polartransformation der i-UD-Basisschicht der mehrschich-
tigen Zylinderschale
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A.2 Richtungsabhängige Ingenieurkonstanten und
Festigkeiten von GF-MLG/EP
In Abhängigkeit vom Verarbeitungsverfahren und dem erzielbaren Faservolumengehalt er-
geben sich für textilverstärkte Kunststoffe unterschiedliche Werkstoffeigenschaften. Daher
werden für die in dieser Arbeit betrachteten unterschiedlichen GF-MLG/EP-Verbunde ver-
arbeitungsspezifische Ingenieurkonstanten und Festigkeiten für die i-UD-Basisischicht her-
angezogen (Tabelle A.1). Mittels des RTM-Verfahrens hergestellte Epoxidharzrohrprobe-
körper mit GF-MLG-Verstärkung weisen einen Faservolumengehalt von etwa 30 % auf. Der
GF-MLG-verstärkte Schüttgutbecher wird dagegen in einem dem VARI-Verfahren ange-
lehnten halboffenen Harzinfiltrationsverfahren hergestellt, womit sich Faservolumengehalte
im Bereich von 50 % erreichen lassen. Entsprechend ergeben sich damit unterschiedliche
Steifigkeiten und Festigkeiten.
Tabelle A.1: Mechanische Grundkennwerte von GF-MLG/EP
Kennwert a.) b.)
E1 [MPa] 24000 26000
E2 [MPa] 5800 6000
E3 [MPa] 5800 6000
G12 [MPa] 2700 2300
G13 [MPa] 1900 2300
G23 [MPa] 2700 2300
ν12 [-] 0,27 0,347
ν13 [-] 0,27 0,347
ν23 [-] 0,45 0,15
R‖σ [MPa] 482 602,5
R‖τ [MPa] 800 850
R⊥σ [MPa] 32 40
R⊥τ [MPa] 75 93,7
R‖⊥ [MPa] 25 31,2
m, s [-] 2,5 2,5
µ [-] 0 0
a.) GF-MLG/EP-Rohrprobekörper
a.) GF-MLG/EP-Verbunde des Schüttgutbechers
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A.3 Einfluss der Preformausrichtung auf den
Steifigkeitsverlauf von GF-MLG/EP
Das in dieser Arbeit verwendete Verstärkungsmaterial GF-MLG Typ 1 besitzt in Kett- und
Schussrichtung einen nahezu ausgeglichenen Faservolumenanteil. Die werkstoffmechanische
Vergleichbarkeit der beiden Basisschichten wird exemplarisch anhand von Zugschwellver-
suchen überprüft. Gemäß Abbildung A.2 sind die Steifigkeitsverläufe sowohl bezüglich des
degressiven Schädigungsverhaltens in der ersten Phase als auch des CDS und des progres-
siven Schädigungsverlaufes gegen Ende der Lebensdauer vergleichbar, womit im Weiteren
von identischem Werkstoffverhalten der Basisschichten in Kett- und Schussrichtung ausge-
gangen werden kann.
Abbildung A.2: Vergleich des Steifigkeitsabfalles ausgewählter Probekörper des Typ K
(Kettfaden in Achsrichtung) mit dem des Typ S (Schussfaden in Achsrich-
tung) eines repräsentativen Lasthorizontes mit Zugschwellbeanspruchung
A.4 Bruchmodebezogene Anstrengung des
geschädigten Werkstoffs
Die bruchmodebezogenen Anstrengungen des geschädigten Werkstoffs ergeben sich aus
denen des ungeschädigten Werkstoffs durch Ersetzen der nominellen durch die effektiven
Spannungen.
F̃ ‖σ =
σ1,o
(1−D1)R‖σ
, F̃ ‖τ =
−σ1,u
(1− h1D1)R‖τ
, (A.3)
F̃⊥σ =
σ2,o
(1−D2)R⊥σ
, F⊥τ =
−σ2,u
(1−D6)R⊥τ
(A.4)
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Bei zyklischer Beanspruchung mit Schubspannungsanteil ist für die maximale Anstrengung
des geschädigten Werkstoffes im Beanspruchungsverlauf zu differenzieren:
F̃⊥‖ =

(|τ21,o|)
(1−D6)(R⊥‖−µσ2,o(1−D2))
|τ21,o| > |τ21,u| ; |σ2,o| > |σ2,u|
(|τ21,o|)
(1−D6)(R⊥‖−µσ2,u(1−h2D2))
|τ21,o| > |τ21,u| ; |σ2,o| < |σ2,u|
(|τ21,u|)
(1−D6)(R⊥‖−µσ2,o(1−D2))
|τ21,o| < |τ21,u| ; |σ2,o| > |σ2,u|
(|τ21,u|)
(1−D6)(R⊥‖−µσ2,u(1−h2D2))
|τ21,o| < |τ21,u| ; |σ2,o| < |σ2,u|
. (A.5)
Die Gesamtanstrengung F̃ges ergibt sich analog zum ungeschädigten Werkstoff
F̃ ges =
(
F̃ ‖σ,s + F̃⊥σ,s + F̃ ‖τ,s + F̃⊥τ,s + F̃ ‖⊥,s
) 1
s
. (A.6)
